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第1章 緒論 
  
1.1 研究の背景 
1.1.1  繊維強化熱可塑性高分子と射出成形法 
 
 ドイツの H.Staudinger は高分子仮説を 1920 年に提唱したが、それ以来、1928
年のポリメチルメタクリレート（PMMA）、1930 年のポリスチレン（PS）、1941
年のポリアミド 66（PA66）等のように高分子材料の新規合成と工業的生産は著
しく進んだ。高分子材料の優れた性能と機能性、そして高い生産性は社会に大
きな需要を喚起し、高分子産業は今日までめまぐるしく進展した(1)。しかしなが
ら、高分子材料を本格的に工業用材料として使用しようとすると、金属材料や
コンクリート材料に比べ力学特性が充分でないことから、構造部材などの力学
特性が重要な用途などへは展開が難しく、使用範囲が限られてきた。 
そのような中で、1938 年にオーエンス・コーニング・ファイバーグラス社が
ガラス繊維の大量生産を始め、時を同じくして開発された不飽和ポリエステル
樹脂をマトリックスとした繊維強化高分子（Fiber Reinforced Polymers; FRP）が
米国を中心に実用化された。それ以来、FRP は軽量で力学特性に優れた工業用
材料として一躍注目されるようになった。その後、エポキシ樹脂などの熱硬化
性高分子に加え、ポリエチレンやポリスチレン、ポリアミドなどの熱可塑性高
分子も FRP のマトリックスとして使用されるようになり、繊維強化熱可塑性高
分子（Fiber Reinforced Thermoplastic Polymers; FRTP）が実用化し、生産性が高い
ことも相まって、自動車や船舶、建築部材など一気に使用量が増えた。FRP の
最大の特徴であり重要な点は、単位質量当たりの強度、剛性が高くなるところ
にあり、比強度（引張強さ/密度）と比弾性率（縦弾性率/密度）は金属材料を大
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きく超えることができる。その代表的な特性を Table 1 に示す(2,3)。 
Table 1 Specific strength and modulus of several engineering materials (2) 
さて、一般に FRP は強化材として繊維状フィラーを使用するため、繊維とい
う強化材の形態上の特徴によって異方性を有し、その力学特性は繊維配向の方
向（角度）に大きく依存する(3,4)。これが第 2 の重要点である。Table 1 に示した
FRP は一方向強化材と呼ばれるもので、繊維配向が応力方向に平行な場合に大
きな力学特性改善効果を得られることが知られている。 
このような FRP を分類した一つの例を Fig.1-1 に示す。これらの分類は主に生
産方法によるもので、連続繊維で強化された FRP は、航空機、自動車、建材な
どの構造部材に多く用いられる。この連続繊維で強化された FRP は極めて力学
特性に優れ、繊維体積分率を多くすることも容易な反面、生産性が悪く、高コ
ストになる傾向がある。また、非連続繊維で強化された FRP は繊維による十分
な力学特性の向上効果は得られないものの、射出成形法、トランスファー成形
法などの生産方法が可能となるため、低コストで製造できるメリットがある。 
FRP の成形方法はその繊維の配列形態に応じてさまざまな成形方法が開発さ
れている(5,6)。代表的な成形方法を Fig.1-2 に示す。 
*VF･･･Fiber volume fraction 
Material Specific strength
（N･m/kg）
Specific modulus
（N･m/kg）
Aluminum alloy 2.5×106 2.5×109
Epoxy 5.6×106 2.8×108
Unidirectional glass-fiber
reinforced epoxy(VF＝0.7)
6.6×106 2.3×109
Unidirectional boron-fiber
reinforced epoxy(VF=0.7)
9.4×107 1.5×1010
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Fig.1-1 Classification of composite material systems(4). 
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Fig.1-2 Various molding methods and fiber structure (6). 
 
FRP の力学特性が繊維配向によって大きく変化することは前述したが、配列
繊維を使用する成形方法では、あらかじめ繊維を配列させるため、繊維配向に
より、異方性を持った力学特性が予測可能となる利点がある。一方、非連続繊
維をランダムに分散した FRP では、成形の前加工や成形方法によって、繊維配
向や繊維の長さが大きく変化し、その力学特性の予測が困難になる傾向がある。 
一般に熱可塑性の高分子製品の成形に用いられる射出成形法はその生産性の
高さから、世界で生産される高分子製品（プラスチックと呼ばれる硬質のもの）
の約 40％を占める生産方法であり、成形品の材料物性に限らず、生産方法や金
型、シミュレーションなどについて多くの研究がなされている(7-9)。FRP に対し
ても射出成形は用いられるが、その場合はそのほとんどがチョップドストラン
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ドと呼ばれる 3mm 程度に切りそろえた繊維を 2 軸混練機などを使用して、熱可
塑性高分子に均一に溶融混合・分散し、ペレットなどとして安定供給できる形
状に加工されたものを使用する。したがって、このような FRP は熱可塑性高分
子ベースの FRTP である。Fig.1-3 に FRTP に使用される典型的なチョップドスト
ランドを示す。また、チョップドストランドと熱可塑性高分子を溶融混合する 2
軸混練機の一般的な概要図を Fig.1-4 に示す。 
 
 
 
 
 
Fig.1-3 Chopped glass-fibers (Nittobo CS3J-459) 
 
Fig.1-4 Schematic of twin-screw kneader. 
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2 軸混練機は熱可塑性高分子に各種物性改良用の添加剤やフィラーを溶融混
合して、射出成形用のペレット形状に加工する装置で、同方向に回転する 2 本
のスクリュー間のせん断応力によって各原料を溶融・分散させる機構を有して
いる。一般的にガラス繊維などの適度なアスペクト比を持つ形状のものは混練
プロセスの途中から供給されることが多く、その目的はせん断応力による折損
をできるだけ防ぐことにある。FRTP では繊維体積分率が増大すると、分散に必
要なエネルギーが大きくなり、混練工程で繊維が折損する頻度も高い。ガラス
繊維であれば、平均 0.1~0.3mm の長さにまで折損することが知られている。 
Fig.1-5 に FRTP に使用される典型的な射出成形機の概要図を示す。射出成形機
は射出ユニットと型締めユニットから構成され、射出ユニットは一定体積の
FRTP を溶融・計量し、これを金型へ供給する働きを有している。また、型締め
ユニットは金型を開閉したり、製品を金型から押し出すなどの働きを有してい
る。FRTP の力学特性に影響する射出成形条件としては、①金型へ FRTP を供給
するスクリューの速度（射出速度）、②金型へ充填が完了してからの２次圧力（保
圧）、③シリンダ温度、④金型温度、などがある。特に①の射出速度は大きなせ
ん断速度で設定されることが多く、製品の力学特性への影響が大きいことが知
られている(10)。 
Fig.1-5 Schematic of injection molding machine. 
Clamping unit Mold Injection unit
Cylinder Screw Hopper MotorCross head Eject system
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以上に繊維強化熱可塑性高分子（FRTP）およびその射出成形の概略を述べた。
FRTP の射出成形は多くの工業製品の製造に適用されているが、我々が日常的に
使用しているファスナーもその一つである。次節で述べるように、そこには様々
な課題がある。 
なお、これ以降、高分子を樹脂（Resin）と呼ぶ場合がある。この呼称は実用
においてよく使われるので、これから述べるファスナーにおいてもこの樹脂と
いう言い方を多く用いる。 
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1.1.2 FRTP のスライダーへの適用と課題 
 
ファスナーは一般に、テープと呼ばれる服やカバンに縫い付ける織物部品、
テープに備え付けられるエレメントと呼ばれる嵌合部品、そのエレメントを開
閉するスライダーと呼ばれる持ち手のついた開閉部品の 3 部品で構成される。
典型的なスライダーを Fig.1-6（矢印）に示す。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.1-6 Example of slider part of fastener. 
スライダーはダイカストやプレス加工で作られる金属製が大部分を占めてい
るが，今日の服や鞄の軽量化ニーズに伴い樹脂製スライダーへの代替要望が大
きくなっている。スライダーは意匠性（デザイン）や摺動性などの製品特性の
制約により大型化が難しく、しかもファスナーの中で最も力学特性が重要視さ
れる部品でもあるので、スライダーの金属から樹脂への代替は大きな技術的課
題となっている。 
一般に樹脂製スライダーには、主に非連続ガラス繊維を使用し、熱可塑性高
分子の中でも結晶性で高強度であり、耐久性にも優れるポリアミド６６樹脂を
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マトリックス樹脂とした FRTP を用いる。両者を 2軸混練機にて溶融混合し、コ
ンパウンドと呼ばれるペレット状に加工したものを射出成形によって所定の製
品形状に加工してスライダーが製造される(10)。ここで課題となるのは製品形状
が複雑なため、製造条件によって繊維配向の状況が異なり、結果的に力学特性
がそれによって大きく左右されることである。 
従来より FRTP の力学特性は、JIS などに代表される標準規格に沿って、材料
メーカーとユーザーにより評価され、特性データは共有されている。また、そ
の評価結果に基づいて製品設計される。これはここで対象としている樹脂製ス
ライダーも例外ではない。この場合、例えば JIS K 7162（射出成形品における引
張試験規格）に従って引張特性を評価しようとすると、多くは１形試験片形状
（ダンベル形状）を直接射出成形にて作製する(11)。この試験片は形状がシンプ
ルであるので、溶融樹脂が流動する妨げもないために、繊維配向は試験片長手
方向に一様に揃ったものとなってしまい、実際の製品の繊維配向とは大きくか
け離れたものとなるという問題がある。この JIS K 7162 に準拠した試験片作製
用金型のレイアウトと走査型電子顕微鏡（SEM）による試験片の断面観察像を
Fig.1-7 に示す。また、典型的な樹脂製スライダーの SEM 断面観察による繊維配
向の様子を Fig.1-8 に示す。製品表層部（スキン層）は射出成形時の溶融樹脂の
流動方向に繊維が配向しているのに対し、製品中心部（コア層）は繊維配向が
ランダムもしくはスキン層と垂直であることがわかる。スキン層やコア層の厚
みや繊維配向度は、金型壁面から受けるせん断応力により決定されるため、製
品形状や射出条件、金型レイアウトなどに大きく左右される。よって、樹脂製
スライダーのように小型でかつ複雑なものであると、上述のような JIS K 7162
による単純な試験、すなわち繊維の一軸配向のみが実現される試験からだけで
は、その力学特性の予測は非常に困難となる。これは製品開発上の大きな問題
となっている。 
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Fig.1-7 Layout of mold based on JIS K 7162 and the SEM image of cross section of 
specimen(PA66/GF17vol%). 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.1-8 SEM images of cross section of composite slider with different layers of  
fiber orientation. 
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また、樹脂製スライダーの利点である耐腐食性、軽量性、豊富なカラーバリエ
ーション等を最大限に生かせる用途として、アパレル・鞄市場がある。これら
の市場には高い意匠性と力学特性が同時に求められる傾向があり、しかも金属
製スライダーと大きく違和感がないことも求められる。従来のような単純形状
やカラーバリエーションも少ない製品開発であれば、試行錯誤的な実験的アプ
ローチ（製品試験と寸法変更の繰り返し）は比較的容易であったが、このよう
なケースではそれは難しく、力学特性を少ない的確な実験および計算からより
高い精度で予測することが求められるようになっている。これも樹脂スライダ
ーにおける重要な課題である。1980 年代と 2000 年代に開発された樹脂製スライ
ダーと金属製スライダーの特徴を Fig.1-9 に示す。 
Fig.1-9 Polymer-composite sliders and metallic slider. 
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さて、スライダーには高い力学特性が要求されることを前述したが、特に高
弾性率であることが重要である。Fig.1-9 下段の図にあるように、スライダーは
コの字型をしており、スライダーの持ち手部分を引くと上下を連結している柱
の部分に応力が生じる。この開きしろが大きいとスライダーがファスナーから
外れたり、またはエレメントの嵌合がうまくいかない問題などを引き起こす。
特に前者の事象は小児が口に入れてしまうリスクとなり、米国の消費者製品安
全性改善法（Consumer Product Safety Improvement Act)などによって厳しく品質基
準を定められている。特に昨今、持ち手部分に紐を結わえて使用するケースが
多く、大きな応力が生ずるため、上記の基準をクリアしたとしても品質上問題
になるケースもある。その上、最近では樹脂製スライダーには金属製スライダ
ーと違和感ない形態（形状・寸法）を求められているため、多くの場合、縦弾
性率として約 20GPa 以上が要求され、これは FRTP にとっては非常に厳しい力
学特性である。 
このような厳しい要求の下で FRTP における最も効果的な弾性率の向上方法
はフィラー添加量の増量である。弾性率の向上はアスペクト比のない粒状フィ
ラーであっても、マイカのような平板状フィラーであってもよい。しかし、そ
れらを使用すると困ったことに強度が低下するという問題が生ずる。これらの
フィラーを添加すると強度が低下する理由は、ポリマーとフィラーの界面接着
状態が悪いため、容易に剥離して強度を発現できなくなるためと考えられてい
る(12)。この点、ガラス繊維などの繊維状フィラーは繊維配向によって異方性が
出る問題があるものの、シランカップリング剤などによる界面接着性の改善効
果が著しく、高体積分率複合材料用のフィラーに適していると考えられる。そ
のため、樹脂製スライダーにおいても一定以上の強度を保持しつつ、高弾性率
化のために、ガラス繊維を高い割合で充填することが求められ、経験的には
60wt%(41vol%)程度の添加が必要となっている。そこで、本論文では 41vol%以
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上のものを高繊維体積分率と表現することとする。 
スライダーは胴体と呼ばれるエレメントを嵌合させる部品、引手と呼ばれる
持ち手部品、カバーと呼ばれる胴体と引手を固定させる部品の 3 点構成でなり
たっている。この中で特にカバーと呼ばれる部品は胴体にはめ込むための L 字
型のツメを有しており、この L 字部分に応力が集中し、き裂が生じるという問
題が起きている。カバーと胴体の嵌合された断面図におけるき裂発生状況を模
式的に Fig.1-10 に示す。カバーのような小型部品はコストの観点より一つの金型
で同時多数個生産されることが多く、そのため、金型内のレイアウトによって、
キャビティごとに繊維の分散状態（繊維の集合の程度や配向の方向）が異なる、
つまり個体差の出やすい部品である。また、型内に微小な段差などがあると、
溶融樹脂は流動方向に対して非対称の流動を起こすことが知られている(8)。した
がって、L 字部分は溶融樹脂が不安定に流動するため、繊維配向は型形状によっ
て大きく影響を受ける。 
このような内部構造上の問題を抱えた状態で、き裂発生という問題が起きる。
現在、き裂進展挙動についてはその負荷速度によって異なるという経験的な知
見は得られている。しかし、いま述べた状態から繊維体積分率や繊維配向との
関係は明らかでない。これらの関係を明らかにすることは、き裂の発生・進展
による製品の破損を予測するうえで有益であり、その意味で、樹脂製スライダ
ーにとって重要な課題である。 
 
 
 
 
 
Fig.1-10 Fracture site of polymer-composite slider. 
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以上に述べたことをまとめると、FRTP 製スライダーにおける現下の問題点と
しては次を指摘できる。 
① スライダーの金属から樹脂への代替は大きな技術的課題であるが、製品
形状が複雑なため、FRTP の適用においては製造条件によって繊維配向の
状態が異なり、結果的に力学特性がそれに大きく影響される。 
② 繊維の一軸配向のみに対応した試験（JIS K 7162）だけでは、①の繊維配
向の異なりに由来する複雑形状を持つ実製品の力学特性の予測は非常に
困難となる。実製品の力学特性をできるだけ少ない適確な実験と計算に
より高精度で予測する必要がある。 
③ FRTP スライダーには強度保持と高弾性率化を実現するために、充填する
ガラス繊維については経験的に 60wt%(41vol%)の高い繊維体積分率が求
められている。 
④ 製品形状に起因する応力集中とき裂進展に及ぼす繊維体積分率、繊維配
向、負荷速度の影響が明確でない。 
 
これらは樹脂製スライダーに限らず、広く射出成形 FRTP 製品一般にいえる問
題でもあろう。次節でこの点から従来の研究を吟味することにする。 
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1.1.3 従来の研究 
 
先に指摘した問題の視点から、これまでの研究を概観することにする。 
複合材料の力学特性に関する研究は古くからなされており、1965 年に Kelly、
Tyson らは銅（Cu）マトリックスとタングステン（W）ワイヤーを複合化したも
のを用いて、タングステンワイヤー比率が引張特性に及ぼす影響を検討してい
る(13)。しかしながら、金属系複合材料は金属材料を上回る大きなメリットが見
当たらなかったため、低熱膨張や高剛性材料などを期待する特殊な分野での研
究にとどまっている。1970 年以降には FRP の力学特性に関する研究が盛んにな
り、例えば Nielsen らは、Halpin-Tsai 式を修正した FRP における繊維体積分率や
繊維配向をパラメータとした縦弾性率（ヤング率）の予測式を提案している
(2,14-16)。これらは複合則を基本としたものであるが、射出成形などで成形される
繊維が配列していない FRTP 製品などにおいても、概ね予測精度があり有用であ
ると今日考えられている。一方で、大きな変形を伴う引張強度などの力学特性
については、Tsai-Hill 則、Hoffman 則、Tsai-Wu 則などが提案されているものの、
これらは経験則であり明確な理論的基盤を持っていない(4,17)。そのため、射出成
形などでつくられるランダム繊維配向の FRTP の引張強度に対しては、繊維配向
の実観察や予測が難しいことによって、これらの予測式の適用が難しいという
問題がある。 
また、表面や内部にき裂や欠陥が存在する複合材料の強度については、
Friedrich がポリフェニレンサルファイド（PPS）、ポリカーボネート（PC）、エチ
レンテトラフルオロエチレン（ETFE）などをベース材料に用いた FRTP を対象
に、線形破壊力学の視点から応力拡大係数 K で議論している(18)。しかしながら、
射出成形でつくられる FRTP に用いられる多くの高分子は大きな塑性変形をす
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るため、線形弾性体として近似することが難しく、応力拡大係数の適用条件に
当てはまらないと考えられる。Lhymn ら、Wells らは複合材料の破壊エネルギ
ーについて検討し、これらをマトリックスの破壊エネルギー、繊維の引き抜け
エネルギー、繊維がマトリックスから剥離するエネルギー、繊維の破断エネル
ギーの 4 通りに分離して計算を試みている。この場合、繊維体積分率が多くな
ると繊維配向や引き抜け量の定量評価が困難になるため、破壊エネルギーの妥
当な評価も結果的に困難となる問題がある(19,20)。 
一方で、射出成形にて作られる FRTP は成形条件によって繊維配向が大きく異
なることが知られている。Sankaran らはガラス繊維体積分率が 18vol%のポリア
ミド６６の FRTP を対象に、コア層における繊維配向が射出成形時の金型に充填
された後に印加する 2 次圧の影響を受けることを内部の SEM による断面観察で
確認している(21)。Vlachopoulus ら、大柳は有限要素法を用いて溶融した複合材料
のフローフロント解析を行い，金型近傍と中心部の流動挙動を予測している
(22,23)。さらに、横井らはフローフロントを可視化し、繊維配向を観察して、ス
キン層・コア層が形成されることを確認している(24)。このような射出成形にお
いて繊維配向が異なる層を形成すること、およびそれらが射出条件によって影
響を受けることに関する研究は、ガラスや PMMA を使用した可視化金型やコン
ピュータの進歩に伴う有限要素解析の高精度化により大きな進捗がみられる。
しかしながら、いずれの報告も繊維体積分率が 20vol%以下の FRTP を対象とし
ている。１・２節で述べた実用スライダーでは性能向上のため、より高い繊維
体積分率が要求される状況にある。また、繊維体積分率の増大に伴って流動性
が著しく減少することは知られている(25)。しかし、それらの流動性を考慮した
繊維配向の挙動に関する知見は得られていない。また、繊維体積分率が 50vol%
を超える場合、射出機や金型の剛性により、安定して射出することができない
ため、成形加工が非常に困難となる。 
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繊維配向が異なる層を有する射出成形 FRTP の力学特性に関する研究につい
てもすでにいくつか知られている。武藤らは、ガラス繊維体積分率が 0～22vol%
のポリアミド６６の FRTP を対象に、射出成形で作製した試験片からスキン層と
コア層を分離して引張試験を実施した。その結果、繊維体積分率の増大に伴い、
スキン層の縦弾性率（ヤング率）と引張強度が共に直線的に増大すること、し
かし、コア層のそれらは繊維体積分率の影響をほとんど受けないことを報告し
ている(26)。また、Horst らはガラス繊維体積分率が 17vol%のポリアミド６６の
FRTP を対象に、射出成形で作製されたスキン層とコア層を有する平板から切り
出された試験片を用いて疲労試験を行い、疲労破壊挙動に及ぼす繊維配向の影
響を検討している(27)。これらもやはり繊維体積分率が低い FRTP を射出成形に
用いた場合であり、繊維配向形成過程の研究と同じく、高繊維体積分率を有す
る FRTP の繊維配向およびその力学特性については明確にされていないという
問題がある。 
 以上の研究概観により、スライダーに使用されることを考えると、FRTP の射
出成形品には力学特性の点においていくつかの問題があることが明らかとなっ
た。それらは以下のとおりである。 
1) 実製品のスライダに要求されるような高繊維体積分率を有する FRTP の射出
成形品自体が研究対象として著しく少ない。その結果として、それにおける
引張特性に及ぼす繊維配向の影響についての知見がない。また、繊維体積分
率の増大がスキン層とコア層の形成に及ぼす影響（繊維配向への影響）につ
いて知見が極めて乏しい。 
2) 高繊維体積分率を有する FRTP の射出成形品において、表面や内部にき裂や
欠陥が存在する場合の力学特性に関する知見がない。 
3) 高繊維体積分率を有する FRTP の射出成形品において、SEM 観察などの定性
的な繊維配向評価はあるものの、定量的な繊維配向は評価できておらず、よ
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って力学特性の予測ができない。 
 
 
 
1.2 研究の目的 
 
 前節で明らかにしたように、射出成形法で成形される FRTP であって、しかも
高ガラス繊維体積分率を有する FRTP の力学特性に関しては、多くの研究に拘ら
ずいまだ解明されていない部分があり、その解決は樹脂製スライダーに代表さ
れるような小型製品を、コストに優れた金属代替製品として適用するために重
要な課題であると考えられる。 そこで、本研究では Horst らおよび武藤らの研
究を参考にして、スキン層とコア層を有する平板試験片を射出成形により作製
し、一方で比較のため、横井らの研究を参考にスキン層とコア層を有しない試
験片を用意した。これらの試験片を用いて、射出成形 FRTP 試料における繊維体
積分率と繊維配向が力学特性に及ぼす影響について検討することとした。具体
的には、以下の検討を行う。また、これらの検討内容は Fig. 1-11 のように相互
に関連付けることができる。 
 
1) 高繊維体積分率を有する FRTP 射出成形体の基礎力学特性として、引張特性
に及ぼす繊維配向と繊維体積分率の影響について、ヤング率（縦弾性率）と
引張強度を対象に検討する。また、スキン層とコア層を分離して各々の試験
片を調整し、それらの動的粘弾性試験を実施して、その貯蔵弾性率と損失弾
性率の振る舞いから、繊維とマトリックスの界面が力学特性へ及ぼす影響に
ついて考察する。（第２章） 
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2) 同じく高繊維体積分率を有する FRTP 射出成形体の破壊（き裂進展）に係る
強度評価として、破壊靭性に及ぼす繊維配向と繊維体積分率の影響について
検討する。ここでは、最大荷重時のひずみエネルギーを弾性成分と塑性成分
に分けて検討している。また、試験片染色法を用いた光学顕微鏡観察および
SEM 観察により、試験片内部のき裂進展挙動と微視構造の関連性を検討する。
（第 3 章） 
3) 有限要素解析（FEA）を行い、1)の引張特性の発現における内部応力状態お
よび繊維体積分率と繊維配向などの微視構造との関連性を検討する。（第 4
章） 
4) 以上を統合することにより、樹脂スライダーを射出成形 FRTP により製造す
る過程における諸問題を明確にし、それを克服する学問的知見とそれに基礎
づけられた技法を提示する。これにより具体の個別事例（樹脂スライダー）
から得られた射出成形 FRTP に広く適用される、より一般性のある見解を結
論として示す。（第 5 章） 
Fig.1-11 Block diagram of thesis  
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第 2 章 射出成形 FRTP の基礎力学特性 
  
2.1 緒言 
 
 高繊維体積分率を有する射出成形 FRTP は、経験的に繊維体積分率の増大に伴
う力学特性改善効果が少ないことが知られており、成形加工の難しさも相まっ
て、繊維体積分率が 41vol%程度に及ぶ射出成形 FRTP ペレットはほとんど市販
されていない。一方で、繊維体積分率が射出成形 FRTP の力学特性に及ぼす影響
については、従来より研究されているものの、前述のような高繊維体積分率に
ついての研究はほとんどなされていない。また、繊維体積分率が増大すると溶
融粘度が増大し、成形加工条件の繊維配向への影響が大きくなることが知られ
ている(1,2)。これらの繊維体積分率と繊維配向を持つ、高繊維体積分率を有する
射出成形 FRTP の基礎力学特性について検討することは、さらなる優れた製品開
発のために有意義である。 
一般に、不連続繊維を用いた FRTP の微視構造は前章の Fig.1-1 に示したよう
に、プレス法や押出成形法などで作製される FRTP では、ランダムな配列を持つ
FRTP として擬似等方性材料として研究されることが多い(3)。しかしながら、射
出成形にて作製される FRTP においては、複雑な流路を有する金型に素早く充填
するために、高い射出速度を設定する必要があり、金型壁面との大きなせん断
応力によって、金型近傍にスキン層（流動方向と平行な繊維配向層）と中央部
にコア層（流動方向に概ね垂直な繊維配向層）を持つことが知られている(4)。そ
のため、射出成形 FRTP において、スキン層とコア層が各々どのように力学特性
に影響を及ぼすかについて研究することは極めて重要である。 
射出成形 FRTP における繊維配向が力学特性に及ぼす影響について、従来より
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数多くの研究がなされてきた。武藤らは、0～22vol%GF/PA66 の FRTP を対象に、
射出成形で作製した試験片からスキン層とコア層を分離して引張試験を実施し、
繊維体積分率の増大に伴い、スキン層の縦弾性率と引張強度が共に直線的に増
大するのに対し、コア層の縦弾性率と引張強度は繊維体積分率の影響をほとん
ど受けず一定であることを報告している(5)。Sankaran らは 18vol%GF/PA66 の
FRTP を対象に、平板形状とダンベル形状の試験片を用いて、コア層が射出時の
保圧（充填後の２次圧）の影響を受けることを SEM 観察にて確認し、コア層が
力学特性に及ぼす射出条件の影響を検討している(6)。Cosmi らは 17vol%GF/PA6
の FRTP を対象に、異なる射出方向（金型ゲート位置の変更）により作製された
引張試験片を用いて、射出方向が及ぼす繊維配向への影響を X 線 CT 観察によ
って明らかにし、繊維配向が及ぼす力学特性への影響を検討している(7)。 
以上のように、力学特性に及ぼす繊維配向の影響を検討した研究例は多数報
告され知見は蓄積されているが、樹脂製スライダーに必要な高い繊維体積分率
（41vol%程度）における力学特性と繊維配向に関しては知見はほとんど得られ
ていない。これは、特に実用の視点から製品の信頼性を担保する上で大きな問
題であり、系統的知見の整備を要する。そこで、本章ではこの繊維体積分率を
含む GF/PA66 の射出成形 FRTP を対象に、繊維配向の異なる平滑試験片を用い
た引張試験を行い、ヤング率および引張強度に及ぼす繊維体積分率・繊維配向
の影響について検討した。また、スキン層とコア層を分離した各試験片を用い
て動的粘弾性試験を行い、射出成形試験片の引張特性の理解に供した。 
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2.2 供試材料と試験片 
 
2.2.1 供試材料 
本研究では、供試材料として、旭化成製ポリアミド66ペレット（レオナ1300S、
比重 1.2）と日東紡績製チョップドストランドガラス繊維(CS3J459、比重 2.6、
繊維径φ11μm、繊維帳 3mm）を各繊維体積分率 41vol%(60wt%)、27vol%(45wt%)、
17vol%(30wt%)の割合で溶融混練したものを用いた。 
ポリアミド 66（PA66）は IUPAC による正式名称はポリヘキサメチレンアジパ
ミドと言い、ヘキサメチレンジアミンとアジピン酸による重縮合ポリマーであ
る。PA66 の化学構造を Fig.2-1 に示す。PA66 はポリアミド６（PA6）などと比
較して、融点が高く熱安定性に劣るものの、分子構造の対称性が高く、結晶化
した際の力学特性が良く、ガラス繊維などの補強効果が高いことで知られてい
る(8)。本研究では高い力学特性を要求されている射出成形による樹脂製スライダ
ーを念頭にポリアミド 66 をマトリックスとした FRTP を検討対象とした。 
 
Fig.2-1 Molecular structure of poly-hexamethylene adipamide (PA66). 
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2.2.2 試験片の作製 
射出成形用 FRTP ペレットは同方向２軸押出し機（東芝機械製 TEM48）を使
用し、シリンダ温度は 280~260℃、回転数は 100rpm、吐出量 100kg/h の条件にて
溶融混練し作製した。射出成形用 FRTP ペレットの外観を Fig.2-2 に、TEM48 の
外観を Fig.2-3 に示す。  
 
 
 
 
 
 
Fig.2-2 FRTP pellet for injection molding. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-3 Intermeshed co-rotation twin screw extruder (Toshiba Machine TEM48). 
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 Fig.2-4 に本研究で用いた試験片の形状・寸法を示す。試験片は JIS K 7162
規格に準拠しており、Fig.2-5 に示すように射出成形で得られた 150×150×4mm
の平板からダンベル形状に切り出した試験片（以下 C 試験片と呼ぶ）と、Fig.2-6
に示すようにダンベル形状金型を用いて直接射出成形した試験片(以下 M 試験
片と呼ぶ)の 2 種類を用意した。なお、Fig.2-5 および Fig.2-6 において、矢印は溶
融した射出成形 FRTP の流動方向を示している。平板金型には斜線で示したラン
ナー部と平板製品部との間に 1mm 厚のゲートを設けており、ダンベル形状金型
にはゲートがない。通常、ゲートは金型開閉時にランナーと製品を分離したり、
後加工における加工性を向上させたりするために設けられる。ゲートがあるこ
とにより、溶融した FRTP のフローフロントの流動が変化し、繊維配向の異なる
スキン層とコア層が形成されやすくなる。さらに平板のフローフロントには幅
方向に拡大しようとする流動が発生するため、コア層では繊維が流動方向と垂
直になる傾向がある。よって、ダンベル形状ではこの幅方向の流動がないため、
コア層を持たない傾向となる。これらの結果、C 試験片は繊維が流動方向と平行
に配向したスキン層と垂直に配向したコア層の両者からなる微視構造を有する
のに対し、M 試験片は流動方向と平行な繊維配向のみを持つ微視構造を有する
と考えられる。実際の試験片外観および平板外観を Fig.2-7 に示す。また、使用
した射出成形機の外観およびその射出条件をそれぞれ Fig.2-8、Table 2-1 に示す。
C 試験片は、Fig.2-5 に示すように、試験片長手方向が流動方向に対して 0°、45°、
90°となるように切削加工にて切り出した。Table 2-2 に作製した試験片の名称
と作製条件をまとめた。試験片の名称において、最初のアルファベットは作製
条件、次の GF に続く数値は繊維体積分率、最後の数値は C 試験片における平
板切出し方向を示す。 
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Fig.2-4  Specimen geometry (dimensions in mm).  
 
Fig.2-5 Dimensions of injection-molded plate and C-specimen cutting directions 
(dimensions in mm). 
 
 
 
 
 
Fig.2-6  Injection-molded M-specimen. 
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Fig.2-7 Images of injection-molded plate and specimen. 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-8 Appearance of injection-molding machine (Nissei Plastic FNX140). 
 
Table 2-1 Injection molding conditions. 
 
 
 
 
Molding Machine
Desiccating Condition
Melt Temperature
Mold Temperature
Injection Speed
Hold Pressure
280～300℃
120～140℃
40mm/s
50MPa
80℃/12h (in a vacuum)
FNX140　(clamp capacity 140t)
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Table 2-2 Type of specimens. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Specimens Method Fiber volumefraction(%)
Cutting
direction(°)
C-GF41-0 Cutting 41 0
C-GF41-45 Cutting 41 45
C-GF41-90 Cutting 41 90
C-GF27-0 Cutting 27 0
C-GF27-45 Cutting 27 45
C-GF27-90 Cutting 27 90
C-GF17-0 Cutting 17 0
C-GF17-45 Cutting 17 45
C-GF17-90 Cutting 17 90
M-GF41 Molding 41 -
M-GF27 Molding 27 -
M-GF17 Molding 17 -
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2.3 試験方法 
 
2.3.1 引張試験 
引張試験は、最大荷重容量 100kN の万能材料試験機（Instron 55R-4206）を用
いて、空気中室温（約 23℃）環境下、試験速度 5mm/min、標線間距離 50mm、
チャック間距離 115mm で行なった。万能材料試験機の外観を Fig.2-9 に示す。
荷重はロードセルで計測し、応力は荷重を平行部の初期断面積で除した値とし
た。また標線間の変位は接触式伸び計（Instron 2620-601）で計測し、ひずみは変
位を標線間距離で除した値とした。また、縦弾性率（ヤング率）はひずみが 0.05%
と 0.25%の時の応力変化分をひずみ変化分 0.2%と試験片断面積で除した値を採
用した。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-9 Appearance of universal testing machine (Instron 55R-4206). 
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2.3.2 破面観察 
試料の前処理として白金をコーティング装置（HITACHI E102 ION SPUTTER）
を用いて、イオン電流 5mA、30 秒間コーティング処理した。その後、走査型電
子顕微鏡（SEM、HITACHI S-3400N）を用いて加速電圧 15kV、倍率 30 倍にて破
面を観察した。コーティング装置を Fig.2-10 に、走査型電子顕微鏡を Fig.2-11 に
それぞれ示す。 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-10 Appearance of sputtering device (HITACHI E102 ION SPUTTER). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-11 Appearance of scanning electron microscope (HITACHI S-3400N). 
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2.3.3 動的粘弾性試験 
動的粘弾性用の試験片として、引張試験に使用した C 試験片の試験片中央部
より 50×10×4mm の平板を切り出し、平版の厚み方向のスキン層とコア層を回
転式手動研磨機(MECAPOL-P200)を使用して、研磨にて各々50×10×1mm の平
滑試験片に加工した。使用した研磨機を Fig.2-12 に示す。動的粘弾性試験はエス
アイアイ(SII)製のDMS6100を用いて引張モードにて、-150～200℃の範囲を 10℃
/min の昇温速度、1Hz の周波数で実施した。また、動的粘弾性試験に使用した
スキン層、コア層ごとの試験片の比重を60℃真空にて6時間状態調整したのち、
アルファミラージュ製の電子比重計 SD200L にて測定した。動的粘弾性試験機と
比重計をそれぞれ Fig.2-13,Fig.2-14 に示す。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-12 Appearance of polishing machine (Presi Mecapol P200). 
 
 
 
 
35 
 
Fig.2-13 Appearance of dynamic viscoelastic analyzer (SII DMS6100):  
(a)base unit ; (b)cooling controller ; (c) liquid N2 vessel . 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-14 Appearance of electronic densimeter (Alfa Mirage SD200L). 
 
 
 
(a) (b) (c) 
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2.4 実験結果および考察 
 
2.4.1 応力－ひずみ曲線 
Fig.2-15 に PA66 単体の試験片、C-GF41-0 試験片、M-GF41 試験片の結果を比
較した代表的な応力-ひずみ曲線を示す。PA66 単体の試験片の破断ひずみは約
25%程度であるのに対し、繊維体積分率 41vol%の試験片の破断ひずみはいずれ
も約 2%程度であった。また、引張強度は繊維強化された試験片のいずれにおい
ても、PA66 単体の試験片と比べて増大した。同じ繊維体積分率の場合でも試験
片の作製方法が異なると引張強度が大きく変化し、M-GF41 試験片は C-GF41-0
試験片と比較して約 1.5 倍引張強度が増大した。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-15 Typical stress/strain curves for C- and M- specimens. 
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2.4.2 C 試験片の引張特性 
Fig.2-16 に平板における流動方向に対しての試験片切り出し方向を 0°、45°、
90°とした C 試験片の代表的な応力-ひずみ曲線を示す。いずれの応力－ひずみ
曲線も初期は直線的であるが、負荷の増大に伴い非線形性を示した。また、そ
の傾向は繊維体積分率の増大に伴い強くなった。さらに、いずれの試験片切り
出し方向の試験片においても、繊維体積分率が増大すると破断ひずみが低下す
る傾向を示した。切り出し方向が 0°、90°の試験片においては同様の破断ひず
み傾向を示したが、切り出し方向が 45°の試験片においては破断ひずみが他試
験片と比較して増大する傾向にあった。 
Fig.2-17 に各試験片で得られたヤング率（縦弾性率）、引張強度と繊維体積分
率の関係を示す。C 試験片のヤング率は、切出し方向にかかわらず、繊維体積分
率の増大に伴い直線的に増大した。引張強度は、切出し方向にかかわらず、繊
維体積分率 27vol%の時に最も高くなり、繊維体積分率が 41vol%に増大すると低
下する傾向を示した。また、切出し方向 0°の場合、引張強度およびヤング率と
もに最も高くなる傾向にあり、切出し方向 45°の場合、特にヤング率が低くな
る傾向があった。繊維体積分率の増大とヤング率の関係は、武藤ら(5)の報告と同
様の傾向であったが、引張強度に関しては繊維体積分率が 41vol%において低下
する傾向を示した。 
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Fig.2-16 Typical stress/strain curves for C-specimens with various cutting direction: 
(a)0°direction ; (b)45°direction ; (c)90°direction. 
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Fig.2-17 Effects of fiber volume fraction on the tensile properties of C- specimens with 
various cutting direction: (a)0°direction ; (b)45°direction ; (c)90°direction. 
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2.4.3 M 試験片の引張特性 
Fig.2-18 に繊維体積分率の異なる M 試験片の代表的な応力ひずみ曲線を示す。
C 試験片の場合と同様に、応力-ひずみ曲線の非線形性は、繊維体積分率の増大
に伴い強くなる傾向を示した。しかし、破断ひずみは繊維体積分率に依存せず、
ほぼ一定の値を示した。Fig.2-19 に M 試験片のヤング率および引張強度と繊維
体積分率の関係を示す。C 試験片の場合と同様に、ヤング率は繊維体積分率の増
大に伴い増大した。また、引張強度は、C 試験片では繊維体積分率 41vol%の場
合に減少したが、M 試験片の場合、若干増大の傾向が小さくなっているが、繊
維体積分率の増大に伴い増大した。さらに、M 試験片のヤング率と引張強度は、
切り出し方向 0°の C 試験片の結果に比べて大きく増大した。これらの力学特性
差異については試験片形状差による繊維配向の影響と考えられ、次節で考察す
る。 
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Fig.2-18 Typical stress/strain curves for M-specimens. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 Fig.2-19 Effect of fiber volume fraction on the tensile properties of M-specimens. 
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2.4.4 C 試験片と M 試験片の引張特性の比較 
複合材料の弾性率の予測式として、ゴムのようにマトリックスのポアソン比
が 0.5 に近いものに関しては、Mooney の方程式が近似的に成立することが知ら
れている(8)。しかしながら、マトリックスの弾性率が高い場合は Mooney 式が予
測する弾性率は大きく逸脱するため、FRTP に使用されるような熱可塑性ポリマ
ーの典型的な弾性率に対応した修正式として、Kerner の式、Halpin-Tsai の式、
Lewis-Nielsen の式などが従来より提案されている(8-10)。なかでも 1970 年に提案
された Lewis-Nielsen の式は充填剤の充填構造パラメータ	 ߮௠	 に依存したもの
で、今日最も一般的に使用されている。 
Lewis- Nielsen の式は次式で表される。 
 
・・・(1) 
 
 
・・・(2) 
 
 
                                                     ・・・(3) 
 
 
 
ここで，ܧ௖は複合材料のヤング率、ܧ୫はマトリックス樹脂のヤング率，ܧ௙は
ガラス繊維のヤング率、A は形状パラメータ、߮ ௠は充填構造パラメータである。 
本研究で対象としている GF/PA66 の FRTP の場合、ܧ୫=2.7GPa，ܧ௙=73GPa を使
ܧ௖ ൌ ܧ௠ 1 ൅ ܣܤ ௙ܸ1 െ ܤΨ ௙ܸ 
ߖ ൌ 1 ൅ ሺ1 െ ߮௠߮௠ଶ ሻ ௙ܸ 
ܤ ൌ
ܧ௙
ܧ௠ െ 1ܧ௙
ܧ௠ ൅ ܣ
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用し、形状パラメータ A の設定については Table2-3 に基づき、繊維配向が引張
方向と平行な場合は 2L/D で与え、垂直な場合は 0.5 とした(11)。ここで L/D は平
均繊維アスペクト比であり、作製した複合材料をマッフル炉にて 600℃で 30 分
間加熱し、残渣中のガラス繊維長を計測することで、L/D=13.65 とした。本研究
における計測に使用した加熱後のガラス繊維を Fig.2-20 に示す。また、充填構造
パラメータ߮௠は、Table 2-4 に基づき、一方向配向ランダム充填として 0.82 を使
用した(11)。 
Table 2-3 Value of A for various systems(11). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-20 SEM images of the fibers filled in polymer composites after firing tests. 
 
Type of dispersed phase Direction of heat flow A
Spheres Any 1.5
Aggregate of spheres Any (2.5/φm )-1
Randomly oriented rods
Aspect ratio =2 Any 1.58
Randomly oriented rods
Aspect ratio =4 Any 2.08
Randomly oriented rods
Aspect ratio =6 Any 2.8
Randomly oriented rods
Aspect ratio =10 Any 4.93
Randomly oriented rods
Aspect ratio =15 Any 8.38
Uniaxially oriented fibers Parallel to fibers 2L/D
Uniaxially oriented fibers Perpendicular to fibers 0.5
44 
 
Table 2-4 Value of ߮௠ for various systems (11). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-21 Effect of fiber volume fraction on Young’s modulus. Comparison of 
experimental results with predictions by Lewis-Nielsen theory. 
 
 
Shape of particle Type of packing φm
Hexagonal close 0.74
Face centered cubic 0.74
Body centered cubic 0.60
Simple cubic 0.52
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Tree dimensional random 0.52
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Fig. 2-21 に切り出し方向が 0°の C 試験片と M 試験片で得られた実測のヤング
率と Lewis- Nielsen の式から得られた理論ヤング率を比較した結果を示す。M 試
験片で得られたヤング率は、 Lewis-Nielsen の式で得られた繊維方向が引張方向
に対してすべて平行な場合のヤング率と良く一致し、繊維体積分率の増大に伴
いほぼ線形的に増大した。これに対し、切り出し方向 0°の C 試験片で得られた
ヤング率は、Lewis- Nielsen の式における繊維方向が引張方向に対して平行な場
合のヤング率には、繊維体積分率 17vol%の場合のみ比較的一致したが、繊維体
積分率の増大に伴い低くなり、Lewis- Nielsen の式における繊維方向が引張方向
に対して垂直な場合のヤング率に近づく傾向を示した。 
また、Fig.2-22 には、引張強度における切り出し方向が 0°の C 試験片と M 試
験片の繊維体積分率の影響を示す。繊維体積分率 17vol%では C 試験片と M 試験
片の引張強度はほぼ同じ値を示した。これは C 試験片と M 試験片の繊維配向が
ほぼ同じ傾向であるためと考えられる。繊維体積分率 27vol%では M 試験片の引
張強度は C 試験片の引張強度に比べて増大した。また、繊維体積分率 41vol%で
は C 試験片の引張強度は繊維体積分率 27vol%の C 試験片の引張強度と比べて低
下した。繊維体積分率 41vol%の M 試験片の引張強度は維体積分率 27vol%の M
試験片の引張強度と比べて増大したものの、増大傾向が緩やかになった。これ
らの要因について、破断面観察と動的粘弾性試験の結果に基づいて次節以降に
考察をする。 
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Fig.2-22 Effect of fiber volume fraction on the tensile strength of M- and C- specimens. 
 
 
 
2.4.5 破断面の観察 
走査型電子顕微鏡（SEM）にて観察された C 試験片の縦方向（流れ方向）の
破断面を Fig.2-23 に示す。同様に M 試験片の縦方向の破断面を Fig.2-24 に示す。 
図中に赤線で示したように、C 試験片の破断面にはスキン層とコア層に大別で
きる二層が存在しており、切り出し方向が 0°の場合はコア層に引張方向と垂直
な繊維の配向が、スキン層には引張方向と平行な繊維配向が各々確認され、繊
維体積分率の増大に伴いコア層の幅が増大した。コア層の幅は板厚に対して、
41vol%で約 40%(1.6mm)、27vol%で約 30%(1.2mm)、17vol%で約 13%(0.5mm)で
あった。前節で述べた C-GF41-0 試験片のヤング率が Lewis- Nielsen の式で得ら
れた繊維配向が引張方向に平行な場合のヤング率より低くなった点に関し、C
試験片におけるコア層割合の増大が、その要因の１つと考えられる。コア層割
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合が増大する理由は、繊維体積分率が増大すると溶融粘度が増大し、その結果、
同じせん断速度であってもせん断応力が増大するため、フローフロント中央部
では溶融材料が（流動方向とは垂直な）幅方向へと拡大する挙動が大きく現れ
るのだと考えられる(12,13)。 
また、M 試験片では繊維体積分率によらず、C 試験片のようなコア層が存在
せず、すべて引張方向と平行な繊維配向であった。さらに、M 試験片の破断面
では繊維がほぼすべて引き抜ける（折れて引き抜けている）か折れていること
が観察された。これは、M 試験片の破断時の最大ひずみが繊維体積分率によら
ず一定であったことの理由として、ガラス繊維の折損が一定のひずみで発生し、
それが試験片の破断につながったことを示唆している。 
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Fig.2-23 Fracture surfaces of C-specimens with various fiber volume fractions cut in 
different directions: (a)C-GF41-0 ; (b)C-GF27-0 ; (c)C-GF17-0 ; (d)C-GF41-45 ; 
(e)C-GF27-45 ; (f)C-GF17-45 ; (g)C-GF41-90 ; (h)C-GF27-90 ; (i)C-GF17-90.  
 
Fig.2-24 Fracture surfaces of M-specimens with various fiber volume fractions: 
(a)M-GF41 ; (b)M-GF27 ; (c)M-GF17. 
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また、Fig.2-25 は繊維体積分率 41vol%の C 試験片のスキン層とコア層を拡大
した SEM 観察結果を示したもので、切り出し方向が 0°，45°，90°の場合を
比較している。切り出し方向 0°の場合、スキン層には明瞭な繊維の破断および
破断後の繊維引き抜け跡が観察され、樹脂部はぜい性的な破面を形成していた。
コア層には繊維引き抜け跡が観察されず、繊維と樹脂の界面に延性的な波うち
模様（ハックルパターン）を形成していた。ハックルパターンは繊維と樹脂の
界面にせん断応力が発生し、それによる界面はく離により生じたと考えられる
(14)。一方、スキン層においては繊維に十分応力が伝達されたことにより、繊維
破断が起こったと考えられる。また、切り出し方向 45°の場合、スキン層，コ
ア層ともに繊維の破断、引き抜け跡は確認されず、いずれの層も繊維と樹脂の
界面にハックルパターンが生じた。これは切り出し方向 45°においてはスキン
層，コア層いずれも繊維と樹脂の界面がはく離して破断したと考えられ、切り
出し方向 45°の引張強度が切り出し方向 0°および 90°と比較して最も低い結
果となった一因と考えられる。一方、各試験片のスキン層とコア層を比較する
と，スキン層の方がコア層に比べて繊維配向のばらつきが小さく、一方向に揃
っている様子が観察された。これは、切り出し方向 0°の C 試験片の引張強度が、
切り出し方向 90°の C 試験片の引張強度に比べて高くなる一因であると考えら
れ、C 試験片のコア層とスキン層の比率だけでなく、コア層とスキン層それぞれ
の繊維配向の度合いも関係していると考えられる。 
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Fig.2-25 Fracture surfaces of skin and core layers of C-GF41 specimens in various 
directions :(a)C-GF41-0 skin; (b)C-GF41-45 skin; (c)C-GF41-90 skin; (d)C-GF41-0 core; 
(e)C-GF41-45 core; (f)C-GF41-90 core. 
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2.4.6 動的粘弾性特性 
Table2-5 に動的粘弾性試験に使用したスキン層およびコア層の各試験片，分離
前の C 試験片の比重を示す。各試験片の比重はスキン層もコア層の場合もほと
んど変らず、繊維が偏在している傾向は確認できなかった。 
 
Table 2-5 Injection molding conditions. 
  
 
Fig.2-26 に切り出し方向 0°の C 試験片から得られたスキン層試験片の動的粘
弾性試験による貯蔵弾性率 E’と損失弾性率 E”を示す。さらに，Fig.2-27 は
Fig.2-26 と同様な動的粘弾性試験の結果をコア層にのみ着目して示したもので
ある。 
スキン層試験片を用いた動的粘弾性試験の結果では、貯蔵弾性率 E’は、PA66
単体の場合と比べて、すべての温度範囲において繊維体積分率増大に伴い増大
した。また、繊維体積分率が 17vol%から 27vol%に増大する場合は PA66 単体か
らの増大程度に差異はほとんどないが、繊維体積分率を 27vol%から 41vol%に増
大すると著しく増大した。これは繊維体積分率が 41vol%になることで、単純に
繊維が増えた効果もあるが、それだけではなく、繊維間距離が小さくなり、繊
維間の樹脂が繊維から強く影響を受けるようになったため、繊維の補強効果が
より強く出たためと考えられる。また、損失弾性率 E”においても、PA66 単体
の場合と比べて、すべての温度範囲において繊維体積分率増大に伴い増大した。
17 27 41
Skin 1.37 1.51 1.68
Core 1.38 1.52 1.68
Total 1.38 1.53 1.69
Fiber volume fraction(%)
Specific gravity
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これは繊維と樹脂の界面が形成されたためであると考えられる。また、貯蔵弾
性率 E’の場合と同様に、繊維体積分率が 17vol%から 27vol%に増大しても、損
失弾性率 E”はほとんど増大しなかったが、繊維体積分率が 27vol%から 41vol%
に増大すると、損失弾性率 E”は著しく増大する傾向を示した。繊維体積分率が
41vol%になることで、繊維と樹脂の界面層に小さな空隙などの不均質な欠陥が
存在し、界面摩擦によるエネルギー散逸が増大したことを示唆していると考え
られる。また，PA66 単体の損失弾性率 E”は、65℃付近でピークを示している。
これは樹脂のガラス転移温度を示しているが、繊維体積分率 41vol%の場合のピ
ーク高さとそれを示す温度は繊維体積分率 17，27vol%の場合に比べて増大して
いる(Fig.2-17 中の矢印)。これは繊維間の距離が小さくなることで、繊維間の樹
脂が強く繊維の影響を受けるため、繊維近傍の拘束を受ける樹脂と自由に動け
る樹脂との界面摩擦によるエネルギー散逸が増大したためと考えられる。これ
は特にピーク高さの増大について言えることである。 
M 試験片および C 試験片の両方において、繊維体積分率が 27vol%から 41vol%
に増大した時に、引張強度の増大傾向が弱まった考察として、繊維体積分率
41vol%に増大すると、繊維と樹脂の界面層に小さな空隙などの不均質な欠陥が
増大し、あるいは繊維間の樹脂または界面に高いひずみ集中が起きて破壊しや
すくなることなどにより、引張強度低下傾向を示したと考えられる。 
コア層試験片を用いた動的粘弾性試験の結果では、貯蔵弾性率 E’はスキン層
試験片の結果と異なり、繊維体積分率の増大に伴う著しい増大傾向は示さなか
った。特にガラス転移点以上の温度領域において、スキン層の場合は低下傾向
を示さなかったが、コア層の場合、繊維体積分率にほぼ依存しない傾向を示し
た。これは繊維が応力方向に配向していない場合は、マトリックス樹脂自体の
傾向が強く出るということを示唆していると考えられる。一方、損失弾性率 E”
は、スキン層試験片の結果と同様に、繊維体積分率 41vol%では著しく増大する
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傾向を示した。これは損失弾性率 E”は、界面摩擦によるエネルギー散逸が支配
的であるため、繊維配向によらず、界面層にある小さな空隙などの不均質な欠
陥が支配的であったと考えられる。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-26 Dynamic viscoelastic properties of skin layer of C-specimens: (a) storage 
modulus; (b) loss modulus. 
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Fig.2-27 Dynamic viscoelastic properties of core layer of C-specimens: (a) storage 
modulus; (b) loss modulus. 
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Table 2-6 に動的粘弾性試験で得られた 23℃の貯蔵弾性率 E’をスキン層とコ
ア層で比較した結果を示す。繊維体積分率が 41vol%の場合、17、27vol%の場合
と比較して、スキン層とコア層の貯蔵弾性率 E’の差が大きくなっている。スキ
ン層とコア層の特性差が大きくなることにより、両層間の変形の不均一さが生
じ、これが繊維体積分率 41vol%の C 試験片の引張強度の低下を招いた一因にな
ったとも考えられる。このことは全ての採取角度に対して言える定性的傾向で
ある。ただし、引張強度の値自体には採取角度依存性はあり、それは前述した
ように、繊維の配向によると考えられる。 
石坂らは、繊維配向を有する複合材料において、繊維配向が引張方向と平行
の場合は、繊維の補強効果が強く出ることで、垂直の場合と比べて貯蔵弾性率 E’
が増大することを報告している(15)。また、繊維配向が引張方向と平行な場合、
繊維と樹脂の界面が増大し、界面摩擦によるエネルギー散逸が増大することに
より、損失弾性率 E”が増大することを報告しており、本結果も同様な傾向を示
していると考えられる。 
 
Table 2-6 Storage moduli at 23℃ of skin and core layers of C-specimens with  
containing various fiber volume fractions. 
 
 
 
 
 
 
 
 
17 27 41
Skin 5.7 6.8 12.3
Core 3.1 3.7 5
1.8 1.8 2.5
Fiber volume fraction(%)
Skin/Core
Storage modulus  E'
(GPa)
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2.5 総合的考察 
  本章では、第１章で述べた本研究の目的に沿って、高繊維体積分率を有する
FRTP 射出成形体の基礎力学特性として、引張特性に及ぼす繊維配向と繊維体積
分率の影響について、ヤング率(縦弾性率）と引張強度を対象に検討した。また、
スキン層とコア層を分離して各々の試験片を調整し、それらの動的粘弾性試験
を実施して、その貯蔵弾性率と損失弾性率の振る舞いから、繊維とマトリック
スの界面が力学特性へ及ぼす影響について考察した。以下に、それらにつき総
合的に考察し、本章の研究目的が達成されたかを検証する。 
 ヤング率に関しては、Lewis－Nielsen 式によく合致し、高繊維体積分率（ここ
では 41vol%）の場合は若干の差異がみられたものの、繊維配向の影響を考慮す
るとヤング率を予測できる可能性が示唆されたことは重要な知見と考えられる。
また、すべての試験片の繊維配向は SEM 観察によって確認され、繊維体積分率
が増大するに伴って、引張応力と垂直な繊維配向をもつコア層が増大すること
も新規な知見であると言えよう。しかしながら、SEM による繊維配向の観察は
定性的な評価なため、今後は X 線 CT などに代表されるような 3 次元像を用い
た繊維配向の定量化により、一層の予測精度向上が望まれる。 
また、引張強度に関しては、高繊維体積分率の場合に大きく低下する傾向を
示すことが見いだされ、特にスキン層とコア層を持つ C 試験片に関しては、繊
維体積分率が 27 から 41vol%へと増大すると、引張強度が低下する傾向があるこ
とは重要な結果と思われる。 
この引張強度低下の考察として、本研究では動的粘弾性試験にて界面の影響
を考慮している。高繊維体積分率の場合は、繊維配向によらず損失弾性率が急
激に増大する傾向を示しており、界面層にある小さな空隙などの不均質な欠陥
が増大することによるエネルギー散逸ではないかと考えられる。引張強度はヤ
57 
 
ング率に比べ、大きな変形を伴う力学特性であり、このことによって高繊維体
積分率の場合に特に繊維と樹脂の界面状態の差が大きく影響するという知見を
新たに得ることができた。 
以上により、本章において目的とした、高繊維体積分率を有する FRTP 射出成
形体に特有の基礎力学特性およびそのメカニズムについて検討と考察ができた
と考えられる。 
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2.6 結言 
 
本章では樹脂スライダーに必要な繊維体積分率（41vol%）を中心として
GF/PA66 の FRTP を対象に、繊維配向の異なる平滑試験片を用いた引張試験を行
い、ヤング率および引張強度に及ぼす繊維体積分率・繊維配向の影響について
検討した。検討に使用した試験片は、平板からダンベル形状に切り出した試験
片（C 試験片）と、ダンベル形状金型を用いて直接射出成形した試験片(M 試験
片)の 2 種類を用意した。また、C 試験片のスキン層とコア層を分離した各試験
片を用いて動的粘弾性試験を行い、引張特性に及ぼす影響について評価した。
以下に主要な知見を示す。 
 
(1) M 試験片の場合、 繊維配向が引張方向と平行であったため、繊維体積分率
の増大に伴いヤング率・引張強度はほぼ線形的に増大した。しかし、繊維体
積分率 41vol%では引張強度の増大傾向が小さくなった。 
(2) 切り出し方向 0°の C 試験片の場合、 繊維配向が引張方向と平行なスキン層
と、 繊維配向が引張方向と垂直なコア層が形成され、繊維体積分率の増大
に伴いコア層が増大した。このため、M 試験片の結果に比べて、ヤング率・
引張強度が低下した。また、繊維体積分率 41vol%の引張強度は、繊維体積分
率 27vol%の結果に比べて低下した。一方、切り出し方向 0°の引張強度が切
り出し方向 90°の引張強度よりも高くなった。これは、スキン層が占める断
面積の割合がコア層よりも大きく、繊維配向のバラツキが小さかったためと
考えられる。 
(3) C 試験片のスキン層、コア層の動的粘弾性試験結果より、繊維体積分率
41vol%での繊維の極接近による補強効果の増大と、繊維と樹脂の界面層の不
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均質な欠陥が示唆された。また、スキン層とコア層の貯蔵弾性率の差が大き
くなったことも、引張強度低下を招いた一因になったと考えられた。 
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第 3 章 射出成形 FRTP の破壊特性 
  
3.1 緒言 
 
 射出成形 FRTP を用いた製品は、射出成形という汎用的な方法により、比較的
容易に低コストで生産ができ、形状デザインを極めて高い自由度で設定できる
という特徴を有している。また、母材に用いる高分子の大きな粘弾性特性に由
来して、衝撃エネルギーの緩和が要求される用途に好適である。 
昨今は、製品におけるデザインが重要な要素の一つであり、またそのデザイ
ンには、製品がもつ機能性と密接に関連していることが望まれている(1)。FRTP
を使用した製品であれば軽量な印象を持つデザインが可能である。しかし、よ
りデザインに優れた製品を設計しようとすると、その製品形状は複雑かつ繊細
になる。Fig.3-1 にファスナーにおけるデザイン性の高い製品例を示す。 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-1 Example of nicely designed fastener using injection-molded composites. 
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第 1 章で指摘したように、複雑かつ繊細なデザインは、射出成形 FRTP の金型
構造を複雑にし、製品嵌合用のツメや曲率半径を大きくできないことなどの形
状に起因する応力集中部位を作りやすくなる。さらに、金型構造が複雑になる
と溶融樹脂の流動挙動が複雑になるため、製品の繊維配向が複雑になり、ボイ
ドや射出成形不良による欠陥を生じるリスクがある(2)。そのため、射出成形 FRTP
において、切欠き先端における破壊特性を評価することが重要な課題の一つと
考えられている。 
射出成形 FRTP における繊維配向が破壊特性に及ぼす影響については、1970
年代より数多くの研究がなされてきた。古くは Friedrich により各高分子材料ご
とに詳細に報告されているが、線形破壊力学パラメータである応力拡大係数 K
で議論しており、大きな塑性変形をする高分子を使用した場合、線形弾性体と
して近似することが難しく、応力拡大係数の適用条件に当てはまらないと考え
られる(3)。そのため、真田らは、織物ガラス/エポキシ積層材料を対象に、片側
切欠き曲げ試験片を用いて極低温 3 点曲げ試験を実施し、J 積分による破壊評価
を行っている(4)。しかしながら、織物ガラスエポキシ積層材料に対する評価であ
るため、短繊維ランダム配向の射出成形 FRTP への適用は難しい。また、第 1
章でも紹介しているが、Lhymn ら、Wells らは複合材料の破壊エネルギーにつ
いて検討し、これらをマトリックスの破壊エネルギー、繊維の引き抜けエネル
ギー、繊維がマトリックスから剥離するエネルギー、繊維の破断エネルギーの 4
通りに分離して計算を試みている。この場合、繊維体積分率が多くなると、SEM
観察などによる繊維配向や繊維の引き抜け量の定量評価が困難になるため、破
壊エネルギーの妥当な評価も結果的に困難となる問題がある(5,6)。 
また，Fitz-Randolph らは繊維体積分率 66vol%の一方向強化ボロン繊維/エポキ
シ樹脂複合材料を対象に、片側切欠き曲げ試験片を用いて 3 点曲げ試験を実施
し、破壊靱性値とアコースティックエミッションとの関係を検討しているが、
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射出成形にて作製される複合材料は、多様な繊維配向を有しているため、知見
をそのまま適用することができない(7)。 
また、He らは繊維体積分率 10vol%のガラス繊維/ポリエチレン樹脂複合材料
を対象に、押出成形にて作製されたシートより切り出された、両側切欠き試験
片を用いて引張試験を実施し、繊維配向ごとの切欠き周辺部の特性と樹脂の変
形挙動に及ぼす繊維配向の影響について検討している(8)。しかしながら、繊維体
積分率 10vol%のガラス繊維/ポリエチレン樹脂複合材料は、切欠き周辺部の塑性
変形が大きく、変形とともに繊維配向が変化し、その後引き抜けるという挙動
を示すため、高繊維体積分率を有する射出成形 FRTP の破壊特性の知見になり得
ない。 
さらに、武藤らは，繊維体積分率 15vol%の GF/PA66 複合材料を対象に、押出
成形で作製した片側切欠き曲げ試験片を用いて 3 点曲げ試験を実施し、クロス
ヘッド速度の影響と繊維配向の影響について報告しているが、高繊維体積分率
領域の破壊特性を考察できていない問題がある(9)。 
以上のように、高分子系複合材料における破壊特性に及ぼす繊維配向の影響
を検討した研究例は多数報告され知見の集積もあるが、高繊維体積分率を有し
た射出成形 FRTP を対象とした包括的な検討例はほとんど見られないため、知見
はきわめて不十分である。これは，特に実用の視点から製品の信頼性を担保す
る上で大きな問題であり、系統的知見の整備を要する。 
そこで、本章では高繊維体積分率を有する射出成形 FRTP を対象に、片側切欠
き曲げ(SENB)試験片を用いた破壊試験を行い、破壊特性に及ぼす繊維体積分率、
繊維配向、ひずみ速度（クロスヘッド速度）の各影響について検討した。 
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3.2 供試材料と試験片 
 
3.2.1 供試材料 
 第２章と同様に、旭化成製ポリアミド 66 ペレット（レオナ 1300S、比重 1.2）
と日東紡績製チョップドストランドガラス繊維(CS3J459、比重 2.6、繊維径φ11
μm、繊維帳 3mm）を 3 通りの繊維体積分率 41vol%(60wt%)、27vol%(45wt%)、
17vol%(30wt%)で溶融混練したものを供試材として用いた。 
Fig.3-2 に破壊試験片の形状・寸法を示す。試験片はその作製方法によって、
やはり第 2 章と同様に、Fig.3-3 に示すように射出成形で得られた 150×150×
4mm の平板から切り出した試験片（C 試験片）と、Fig.3-4 に示すように JISK7161
規格(10)に準拠したダンベル形引張試験片のストレート部より切り出した試験片
(M 試験片)の 2 種類とした。なお、Fig.3-3 および Fig.3-4 において、矢印は溶融
した GF/PA66 複合材料における流動方向を示している。また、切欠きは厚さ
1.0mm で先端角度 30°の等角フライス刃を用いて、ノッチングマシーンにて加
工した。なお、試験片の名称、使用した射出成形機および射出条件は第 2 章と
同様である。 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-2  Specimen geometry for fracture test (dimensions in mm).  
67 
 
 
Fig.3-3 C-specimens from the injection-molded plates cut in three directions: (a) 
parallel to flow direction (C-0 specimens); (b) 45° to flow direction (C-45 specimens); 
(c) perpendicular to flow direction (C-90 specimens). 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-4 M- specimen cut from the injection-molded tensile specimen. 
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3.3 試験方法 
 
3.3.1 破壊試験 
3 点曲げによる破壊試験は、最大荷重容量 100kN の万能材料試験機（Instron 
55R-4206）を用いて、室温（約 23℃）大気環境下、クロスヘッド速度 0.4 およ
び 2mm/min の 2 種類、スパン間距離 40mm にて行なった。試験中に記録した荷
重―荷重線変位曲線より、最大荷重、最大荷重時の変位を読み取った。なお、
本章では荷重線上に設定した標点間の変位として、クロスヘッド移動量を荷重
線変位とした。Fig.3-5 には一例として Fig.3-4 の C 試験片各層における繊維配向
と荷重方向の関係を示す。また、得られた荷重-荷重線変位曲線に対して、Fig.3-6
に示すように荷重―荷重線変位曲線下の面積よりひずみエネルギーを求め、そ
の最大荷重時の値を ASTM E1820-01 に準拠して弾性成分と塑性成分に分離して
破壊特性を議論した。 
 
 
 
 
  
 
 
Fig.3-5 Schematic of bending loading to specimens (C-specimen). 
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Fig.3-6 Definition of the area separated with elastic and plastic parts. 
 
3.3.2 内部き裂進展および破面観察 
内部き裂進展状態の観察は、試験片染色後の破面に対して、光学顕微鏡
（Olympus DSX100）を用いて行い、詳細な観察は SEM を用いて行った。 
試験片の内部き裂進展状態は、1.3mm の一定変位に到達したときの試験片を
染色することにより確認した。染色は水に分散した分子量が数百程度の酸性染
料を使って色づけするため、インク滴下などと比べてき裂細部に浸透し、また
染着後は色移りがないため、正確にき裂進展を確認できる。今回の試験片の染
色層厚みはおよそ 50μm であった。染色条件は，染料である Erionyl RED 
A-2BF(HUNTSMAN 製)が試験片重量当たり 0.2wt%に調整された水溶液を作製
し、その水溶液中に 100℃/30min 含侵させて染色した。 
また、SEM 観察用試験片は、第 2 章と同様にコーティング装置（HITACHI E102 
ION SPUTTER）を用いて、イオン電流 5mA、照射時間 30 秒の条件で白金コー
ティング処理した。その後、SEM（HITACHI S-3400N）を用いて加速電圧 15kV、
倍率 30 倍と 500 倍にて観察した。 
Elastic part
Plastic part
Load-line displacement
Lo
ad
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染色装置を Fig.3-7 に、光学顕微鏡を Fig.3-8 にそれぞれ示す。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-7 Appearance of dyeing device (Kurabo Super dye junior). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-8 Appearance of optical microscope (Olympus DSX 100). 
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3.4 実験結果および考察 
 
3.4.1 荷重－荷重線変位曲線 
Fig.3-9 はガラス繊維を含まない PA66 単体の試験片で得られた荷重―荷重線
変位曲線を示したもので、クロスヘッド速度を 0.4、2.0mm/min と変化させた場
合である。PA66 単体の試験片の場合、クロスヘッド速度が増大すると、初期の
傾きが増大し、最大荷重はほぼ同じ値を示したが、最大荷重時の変位は大きく
減少した。また、最大荷重以降は脆性的に破壊した。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-9 Typical load vs load–line displacement curves for neat PA66. 
 
次に、異なる繊維体積分率を有し、平板からの切り出し方向 0°の場合の C
試験片で得られた荷重―荷重線変位曲線について、クロスヘッド速度を 0.4、
2.0mm/min と変化させた場合の結果を Fig.3-10 に示す。いずれの繊維体積分率の
場合も、クロスヘッド速度が増大すると初期の傾きおよび最大荷重が増大し、
最大荷重時の変位が減少する傾向を示した。また、繊維体積分率が増大に伴っ
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て、最大荷重が微増するものの、最大荷重時の荷重線変位はあまり変わらない
結果となった。 
また、Fig.3-11、3-12 は Fig.3-10 と同様のグラフであるが、それぞれ平板から
の切り出し方向が 45°、90°の場合である。平板からの切り出し方向が異なっ
ていても、前述のクロスヘッド速度の影響および繊維体積分率の影響は同様の
傾向を示した。また、最大荷重の絶対値はいずれの繊維体積分率においても 0°
の場合が最も高い傾向を示した。これは 0°の場合は繊維配向が比較的揃ったス
キン層（第 2 章の Fig.2-25 を参照）がき裂進展方向に対して垂直であるが、45°、
90°においては比較的ランダムなコア層の存在によりき裂進展抵抗がよわまっ
て、最大荷重が減少する傾向を見せたと考えられる。 
さらに、Fig.3-13 は Fig.3-10 と同様のグラフであるが、異なる繊維体積分率を
有する M 試験片で得られた結果である。M 試験片はクロスヘッド速度が変化し
てもほぼ同じ荷重―荷重線変位曲線を示し、初期の傾き，最大荷重および最大
荷重時の変位がほとんど変化しなかった。これは、M 試験片にはき裂進展方向
と垂直な繊維配向の層だけであるため、マトリックス（母材）である PA66 自体
の変形・破壊挙動の特徴が現れにくくなったものと考えられる。 
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Fig.3-10 Typical load vs load-line displacement curves of C-specimens with various 
fiber volume fractions (0°direction): (a)GF 17vol%; (b)GF 27vol%; (c)GF 41vol%. 
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Fig.3-11 Typical load vs load-line displacement curves of C specimens with various 
fiber volume fractions (45°direction): (a)GF 17vol%; (b)GF 27vol%; (c)GF 41vol%. 
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Fig.3-12 Typical load vs load-line displacement curves of C specimens with various 
fiber volume fractions (90°direction): (a)GF 17vol%; (b)GF 27vol%; (c)GF 41vol%. 
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Fig.3-13 Typical load vs load-line displacement curves of M specimens with various 
fiber volume fractions: (a)GF 17vol%; (b)GF 27vol%; (c)GF 41vol%. 
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3.4.2 内部き裂進展状況 
Fig.3-14、Fig.3-15 の光学顕微鏡写真は C 試験片および M 試験片のそれぞれの
内部き裂進展状況を染色により示したもので、クロスヘッド速度を変化させて
一定変位 1.3mm に到達させたものである。なお、白色部は染料が染み込まなか
った領域であり、樹脂が大きな塑性流動を示して脆性破壊しなかった領域であ
ると考えられる。しかし、荷重－荷重線変位曲線は最大荷重以降に大きな荷重
降下を示していることから、この領域ではガラス繊維の破断および剥離等が生
じて応力を保持できない状態になったと考えられる。一方、濃色部は染料が染
み込んだ領域であり、樹脂の破壊を伴うき裂進展が生じた領域であると考えら
れる。 
C 試験片および M 試験片いずれの場合においても、クロスヘッド速度
0.4mm/min の場合は、初期切り欠き先端から樹脂の破壊を伴うき裂進展がほとん
ど確認できなかったが、クロスヘッド速度 2.0mm/min の場合は、樹脂の脆性破
壊を伴うき裂進展が大きく生じていた。これは、クロスヘッド速度の増大に伴
い、樹脂は変形速度に追随できなくなって延性が小さくなり、ガラス繊維の破
断およびはく離を伴う形で樹脂が脆性的に破壊したものと考えられる。 
C 試験片と M 試験片では荷重－荷重線変位曲線の挙動が異なるにもかかわら
ず、き裂進展挙動には類似性があった。クロスヘッド速度が 2.0mm/min の場合
でみると、明確に染色された領域は、マトリックス樹脂の破断を示す領域であ
り、繊維の破断挙動は反映されていないと考えられる。一方で、マトリックス
樹脂は Fig.3-9 に示した通り、破壊特性がクロスヘッド速度に大きく依存する訳
だから、このことが上記の理由と推測される。 
また、荷重－荷重線変位曲線においてはマトリックス樹脂の破壊エネルギー
に及ぼす割合が小さく、ガラス繊維の破壊特性が支配的であったため、このこ
ともき裂進展の結果と荷重－荷重線変位曲線の傾向が異なった理由と考えられ
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る。Lhymn ら、Wells らの報告(5,6)によると、ガラス繊維強化ポリエチレンテレフ
タレート複合材料（PET/GF27vol%）の場合、繊維の引き抜け、繊維の破壊エネ
ルギーと比べて、マトリックス樹脂の破壊エネルギーは 1/100 以下に見積もられ
る。おそらく本実験においてもほぼ同じ挙動であったのであろう。 
また、スキン層に比べてコア層では樹脂の脆性破壊を伴うき裂進展が生じて
いない傾向がある。これは、コア層にはき裂進展方向に対して平行に配向した
ガラス繊維が多く存在し、ガラス繊維間の樹脂が大きく変形できるためと考え
られる。さらに、M-GF41 試験片の場合、M-GF17 および M-GF27 試験片の場合
と比べて、荷重－荷重線変位曲線の挙動はほぼ一致しているにもかかわらず、
樹脂破壊を伴うき裂進展の程度がばらつく傾向にあった。繊維体積分率が
41vol%の場合、第 2 章の動的粘弾性性試験結果において、繊維とマトリックス
の界面層に小さな空隙などの不均質な欠陥が増大することが推測されており、
それにより樹脂の破壊を伴うき裂進展の程度にばらつきが現れたと考えられる。 
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Fig.3-14 Typical crack propagation from the notch tip of C-0 specimen tested at various 
cross head speeds. 
 
80 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-15 Typical crack propagation from the notch tip of M-specimen tested at various 
cross head speeds. 
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Fig.3-16 は破断した C-GF17-0 試験片の切欠き先端周辺のスキン層とコア層を
SEM により観察した結果を示したもので、クロスヘッド速度 0.4、2.0mm/min の
場合である。武藤らの結果(9)と同様に、クロスヘッド速度によらず、き裂進展方
向に対して平行な繊維配向を有するコア層では、ガラス繊維とマトリックスの
界面はく離が多く観察され、同時にマトリックスには延性的な変形がみられた。
一方、き裂進展方向に対して垂直な繊維配向を有するスキン層では、ガラス繊
維の破断が多く観察されたが、武藤らが報告している繊維の引き抜けは観察さ
れなかった。 
Fig.3-17、3-18 はそれぞれ C-GF27-0 試験片、C-GF41-0 試験片の場合である。
両試験片は Fig3-16 の C-GF17-0 の場合と比較して、クロスヘッド速度が
0.4mm/min の場合、スキン層に大きな凹凸の破断面（き裂の迂回）の形成が顕著
に見られるが、クロスヘッド速度が 2.0mm/min になると、マトリックス樹脂は
脆性的に破断し、ガラス繊維の破断が観察された。一方、コア層は C-GF17-0 の
場合と同様に、ガラス繊維とマトリックス樹脂の界面はく離、マトリックス樹
脂の延性的な変形が観察されたが、クロスヘッド速度の増大に伴って、そのよ
うな延性的な変形は小さくなる傾向を示した。 
Fig.3-19 は M 試験片の M-GF41 の場合である。M-GF41 試験片の表面域は低ク
ロスヘッド速度における凹凸の破断面が C 試験片ほど顕著ではなかった。内部
ではマトリックス樹脂とガラス繊維の剥離がほとんど観察されなかったが、表
面域と比べてマトリックス樹脂の延性的な変形が確認された。第２章 Fig.2-24
においても M 試験片はコア層を有しない構造において繊維配向していることが
SEM 観察により確認されており、そのためマトリックス樹脂とガラス繊維の剥
離が起きなかったと考えられる。 
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Fig.3-20 は、破断した C-GF17-0 試験片と C-GF41-0 試験片の切欠き先端から離
れたスキン層の染色部分の SEM 観察結果を示したもので、クロスヘッド速度
2.0mm/min の場合である。C-GF17-0 試験片のスキン層の場合、き裂進展後半に
なると繊維の引き抜け跡が多く観察された。C-GF41-0 試験片のスキン層の場合
には、切欠き先端近傍の場合と同様に、き裂進展部分はガラス繊維の破断が多
く観察された。Fig.3-21 は C-GF17-0 試験片のスキン層の高倍率 SEM 観察像であ
る。C-GF17-0 試験片の引き抜けたガラス繊維にはマトリックス樹脂が大量に付
いており、引き抜け抵抗が大きかったと推察される。また、ガラス繊維の断面
にはわずかではあるが、き裂進展方向に脆性破断した跡が確認できた。C-GF17-0
試験片は繊維体積分率が低いこと、さらにはコア層を有することにより、繊維
一本当たりの荷重が大きくなると考えられる。そうすると、繊維とマトリック
スの界面に発生するせん断応力（抵抗）も大きく、繊維は破断されやすくなり、
それを伴う繊維引き抜けが多く生じたものと考えられる。 
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Fig.3-16 Fracture surfaces of C-GF17-0 specimen with skin and core layer.  
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Fig.3-17 Fracture surfaces of C-GF27-0 specimen with skin and core layer. 
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Fig.3-18 Fracture surfaces of C-GF41-0 specimen with skin and core layer. 
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Fig.3-19 Fracture surfaces of M-GF41 specimen with surface and central region. 
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Fig.3-20 Fracture surfaces of skin layer of C-specimen at cross head speed of 
2.0mm/min: (a)C-GF17-0 ; (b)C-GF41-0. 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-21 Magnified scanning electron micrograph of fracture surface of skin layer of 
C-GF17-0 specimen at cross head speed of 2.0mm/min 
50μm 
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3.4.3 破壊特性 
Fig.3-22 に各クロスヘッド速度における切り出し方向 0°の C 試験片および M
試験片について最大荷重時のひずみエネルギーを弾性成分と塑性成分に分離し
て示す。切り出し方向が異なる試験片(45°、90°)については荷重－荷重線変位
曲線がほとんど同じ傾向を示したので割愛する。なお、示した値は 5 つの試験
片から得られた値の平均値である。また、ひずみエネルギー値の平均変動幅は
約±10%以内であった。 
C 試験片における最大荷重時の総ひずみエネルギーは、クロスヘッド速度が
0.4mm/min の場合、繊維体積分率に依存せず一定の値を示した。クロスヘッド速
度が 2.0mm/min の場合には、繊維体積分率の増大に伴い増大した。また、クロ
スヘッド速度が増大するとひずみエネルギーの弾性成分が増大し、塑性成分は
減少する傾向を示した。これは、C 試験片には、き裂進展方向に対して平行な繊
維配向を有するコア層が存在するため、この層のマトリックス樹脂の延性が小
さくなったためと考えられる。武藤らは、繊維体積分率 15vol%の場合において、
クロスヘッド速度が 0.5mm/min から 5.0mm/min に増大すると、Rice の簡便式か
ら求めた J 値が増大すると報告している(9)。これは、武藤らの試験片は厚さ 10mm
の押出成形によって作製されたものであるため、コア層とスキン層がともに形
成されず、繊維配向も全領域においてランダムであり、かつ繊維体積分率も低
かったため、本結果と異なったと考えられる。さらに、武藤らの報告では、マ
トリックス破壊エネルギー1.32ｋJ/m2 に対して、繊維の引き抜けエネルギー6.12
ｋJ/m2 と評価しており、本章の結果においては繊維の引き抜けがほとんど確認
されなかったことも、武藤らの結果とは異なる傾向を示した一因と考えられる。 
一方、M 試験片における最大荷重時の総ひずみエネルギーは、いずれのクロ
スヘッド速度においても、繊維体積分率の増大に伴い増大し、クロスヘッド速
度 0.4mm/min の場合は繊維体積分率の影響を強く受けた。また、ひずみエネル
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ギーの弾性成分はすべての M 試験片においてクロスヘッド速度に依存しない傾
向を示した。さらに、どのクロスヘッド速度においても、繊維体積分率の増大
に伴い、ひずみエネルギーの塑性成分が増大した。第 2 章の動的粘弾性試験の
結果において、繊維体積分率の増大に伴い、繊維とマトリックスの界面層に小
さな空隙などの不均質な欠陥の存在を示唆したが、本結果においても繊維とマ
トリックスの界面の不均質な欠陥の存在がひずみエネルギーの塑性成分を増大
させた一因と考えられる。 
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Fig.3-22 Effects of fiber volume fraction and cross head speed on the strain energy at 
the maximum load: (a) C-0 specimens; (b) M- specimens. 
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3.5 総合的考察 
  本章では高繊維体積分率を有する FRTP 射出成形体の破壊（き裂進展）に係る
強度評価として、破壊靭性に及ぼす繊維配向と繊維体積分率の影響について、
最大荷重時のひずみエネルギーを弾性成分と塑性成分に分けて検討した。試験
片染色法を用いた光学顕微鏡観察および SEM 観察により、試験片内部のき裂進
展挙動と微視構造の関連性を検討した。 
 荷重―荷重線変位曲線において繊維配向が及ぼす影響については、応力方向
に平行な配向が増大すると、ガラス繊維を含まない PA66 単体の影響が現れるよ
うになることは重要な知見と考えられる。この PA66 単体の荷重―荷重線変位曲
線では、クロスヘッド速度が増大すると、初期の傾きが増大し、最大荷重はほ
ぼ同じ値を示したが、最大荷重時の変位は大きく減少する結果であった。一方、
コア層を持たない M 試験片においては、PA66 単体の影響はほぼなかった。これ
は従来の武藤らの研究結果と異なる結果となり、興味深い結果と考えられる。 
き裂進展挙動と微視構造の関連性に関しては、C 試験片と M 試験片では荷重
－荷重線変位曲線の挙動が異なるにもかかわらず、き裂進展挙動は類似性があ
り、これはマトリックス樹脂におけるき裂進展挙動の繁栄として興味深い知見
といえる。 
さらに、最大荷重時のひずみエネルギーを弾性成分と塑性成分に分けて考え
ると、C 試験片の弾性成分はクロスヘッド速度に依存したにも関わらず、M 試
験片の弾性成分は依存しなかった。C 試験片に PA66 単体の影響が強く出ること
は前述のとおりだが、断定はできないものの、M 試験片においてはガラス繊維
が破壊挙動において支配的であったのではないかと考えられる。一方で、M 試
験片の 41vol%においてはその塑性成分が他の繊維体積分率に比べて増大する傾
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向にあった。第２章の動的粘弾性試験結果において、繊維体積分率増大に伴い、
繊維とマトリックスの界面層に小さな空隙などの不均質な欠陥が存在が示唆さ
れたがそれと符合するものと考えられる。高繊維体積分率の破壊特性を理解す
るうえで重要な知見であると考えられる。 
以上により、本章で目的とした、高繊維体積分率を有する FRTP 射出成形体の
破壊（き裂進展）評価における、破壊靭性に及ぼす繊維配向と繊維体積分率の
影響について、検討と考察ができたと考えられる。 
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3.6 結言 
 
本章では樹脂スライダーに必要な繊維体積分率（41vol%）を中心として
GF/PA66 の FRTP を対象に、破壊特性に及ぼす繊維体積分率・繊維配向およびク
ロスヘッド速度の影響について検討した。 
以下に主要な知見を示す。 
 
(1) 荷重－荷重線変位曲線において、クロスヘッド速度の増大に伴い、C 試験片
の場合には、初期の傾きと最大荷重は共に増大し、最大荷重時の変位が減少
した。しかし、M 試験片の場合、ほとんど変化が見られなかった。 
(2) C 試験片、M 試験片いずれの場合でも、クロスヘッド速度の増大に伴い、き
裂進展量が大きくなり、C 試験片ではき裂進展方向と垂直な繊維配向を有す
るスキン層において繊維の破断を伴うき裂進展があった。 
(3) C-GF17-0 試験片のき裂進展後半で、繊維の破断と引き抜けが観察された。こ
れは，C-GF17-0 試験片は繊維体積分率が低いこと、さらにはコア層を有する
ことにより、繊維一本当たりの荷重が大きくなり、繊維とマトリックスの界
面に発生するせん断応力（抵抗）が大きくなったためと考えられる。 
(4) M 試験片の場合、クロスヘッド速度に依存せず、繊維繊維体積分率の増大に
伴い、総ひずみエネルギーは増大する傾向を示した。また、M-GF41 試験片
ではひずみエネルギーの塑性成分が大きくなった。これは、繊維体積分率の
増大に伴い、ガラス繊維とマトリックスの界面の欠陥などを含む不均質域が
増大したためと考えられる。 
(5) C 試験片の場合、クロスヘッド速度が増大すると、ひずみエネルギーの弾性
成分が増大し、塑性成分が減少する傾向を示した。また、総ひずみエネルギ
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ーはクロスヘッド速度が 0.4mm/min の場合、ほぼ一定値を示したが、クロス
ヘッド速度が 2.0mm/min の場合、繊維体積分率の増大に伴い増大する傾向を
示した。この傾向は M 試験片と同様であった。これは、C 試験片には、き裂
進展方向に対して平行な繊維配向を有するコア層が存在するため、クロスヘ
ッド速度の増大に伴い、コア層のマトリックスの応答において延性がより小
さくなったためと考えられる。 
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第 4 章 射出成形 FRTP の微視構造モデル構築と 
力学特性予測 
  
4.1 緒言 
 
 第２章において樹脂製スライダーに必要な高繊維体積分率（41vol%程度）を
含む GF/PA66 の射出成形 FRTP を対象に、繊維配向の異なる平滑試験片を用い
た引張試験を行い、ヤング率および引張強度に及ぼす繊維体積分率・繊維配向
の影響について検討を行った。ヤング率に関しては、実験結果と Lewis－Nielsen
式の結果を比較し、41vol%の複合材料の場合は多少の差異がみられたものの、
繊維体積分率の広い範囲でヤング率を予測できる可能性が示唆された。 
 従来より、FRPのヤング率を予測する理論はLewis－Nielsen式に限らず、Kerner
の式、Halpin-Tsai の式等数多く報告されている(1-3)。しかしながら、これらの式
から予測される力学特性と実験結果との差異の原因について、繊維配向や分散
形態の観点から定性的な考察は加えられるものの、定量的な考察はできていな
いため、詳細な微視構造を考慮した力学特性の定量的な評価を行うことが必要
となる。 
 FRP 中の微視構造を考慮した有限要素解析（Finite Element Analysis : FEA）に
よる FRP の力学特性に関する研究が数多く行われている。Li らは繊維体積分率
60vol%の 1 方向連続炭素繊維強化エポキシ樹脂を対象に、モンテカルロ法にて
作成された代表体積要素（Representative Volume Element :RVE）を用いて、繊維
の数と要素数を考慮して力学特性の予測精度を検証している(4)。また、Liu らは
ランダムな繊維配向を有する不連続繊維強化樹脂を対象に、埋め込まれた繊維
の界面特性を考慮し、力学特性に及ぼす RVE モデル中の繊維の数と要素分割数
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の影響について検証している(5)。宮本らは繊維体積分率 21.4vol%のランダムな繊
維配向を有する不連続繊維強化ポリエステル樹脂を対象に、力学特性と繊維の
配置の関連性について検討している(6)。 
 以上、報告されている手法は FRP の力学特性と微視構造との関連性についての
定量的理解に大変有効であるものの、高繊維体積分率の場合のモデル化手法に
関する研究は未検討の部分が多く残されており、未だ低いレベルにとどまって
いる。 
 本章は、高繊維体積分率を有する GF/PA66 の射出成形 FRTP を対象に、高繊
維体積分率を有する FRP のモデル化手法、内部応力状態に及ぼす繊維体積分率、
繊維配向などの微視構造の影響について有限要素解析を用いて検討し、引張特
性の発現メカニズムについて考察することを目的とする。 
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4.2 解析方法 
 
4.2.1 応力－ひずみ関係 
直交座標系(ݔ, ݕ, ݖ)において、各材料が線形弾性体であるとすると、応力成分
ߪ௜௝とひずみ成分ߝ௜௝の間には次式に示すフックの法則が成り立つ(7,8)。 
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ここでܥ௜௝は弾性成分、 ௜ܵ௝はコンプライアンス成分である。 
 
一方向繊維強化複合材料の場合、繊維方向に法線を有する面では等方性とみな
すことができる横等方性のため、応力－ひずみ関係は次式で表現される(7,8)。 
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さらにݔ方向繊維方向とした場合、 ௜ܵ௝を工学的弾性係数（ヤング率（縦弾性
係数）ܧ௜、ポアソン比ν௜௝、せん断弾性率ܩ௜௝）で表現すると次式のようになる。 
ۏ
ێێ
ێێ
ۍߝ௫௫ߝ௬௬ߝ௭௭ߛ௬௭ߛ௭௫ߛ௫௬ے
ۑۑ
ۑۑ
ې
ൌ
ۏ
ێ
ێ
ێ
ێ
ێ
ێ
ێ
ێ
ێ
ۍ ଵாೣ െ
஝ೣ೤
ாೣ െ
஝೥ೣ
ா೥ 0 0 0
െ ஝ೣ೤ாೣ
ଵ
ாೣ െ
஝೥ೣ
ா೥ 0 0 0
െ ஝೥ೣா೥ െ
஝೥ೣ
ா೥
ଵ
ா೥ 0 0 0
0 0 0 ଶሺଵା஝ೣ೤ሻாೣ 0 0
0 0 0 0 ଵீ೥ೣ 0
0 0 0 0 0 ଵீ೥ೣے
ۑ
ۑ
ۑ
ۑ
ۑ
ۑ
ۑ
ۑ
ۑ
ې
ۏ
ێێ
ێێ
ۍߪ௫௫ߪ௬௬ߪ௭௭߬௬௭߬௭௫߬௫௬ے
ۑۑ
ۑۑ
ې
    (5) 
 
ここでポアソン比ν௜௝は、x௜方向の引張（圧縮）負荷に対するx୨方向のひずみ
で定義される。 
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4.2.2 材料物性 
Table 4-1に解析で用いたガラス繊維とマトリックス樹脂PA66の物性値を示す。
各材料は等方性弾性体とした。またガラス繊維と PA66 は完全接着しているもの
と仮定した。 
 
Table 4-1  Material properties of PA66 and glass fiber 
 
 
 
 
 
4.2.3 微視構造モデル 
微視構造モデルは MSC ソフトウェア社製の Digimat-FE を用いて作成し、全て
の方向に周期対称性を有する 0.75×0.1×0.1mm の RVE モデル（材料全体を表す
最小単位のモデル）とした。ガラス繊維は直径 11µm、長さ 150µm、x 方向にの
み配向するとし、繊維間距離が最小 0.1μm 以上離れる条件で、実際の状態に近
づけるため、モンテカルロ法により一方向に配向した繊維がランダムに分散し
た RVE モデルとした。RVE モデルの寸法は、Liu らの結果を参考にして、繊維
長さの 2 倍以上の１辺の長さを考慮した(5)。 
繊維体積分率 41vol%の場合、実測値を参考にして与えた繊維の直径、長さと
繊維間距離を考慮すると RVE モデルが生成できなかったため、繊維長さが分布
を有するモデルとした。繊維長さの分布は、150µm を初期値として、繊維が充
填できなくなると、繊維の長さを 4/5 にリサイズして、繊維体積分率 41vol%に
なるまで繰り返すことで決定した。（これをサイズリダクションと呼ぶ）Fig.4-1
に繊維体積分率 41vol%の RVE モデルのガラス繊維の長さ分布を示す。 
Material PA66 Glass Fiber
Densty 1.14 2.54
Young’s modulus  (GPa) 2.75 720
Poisson’s ratio 0.37 0.22
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Fig. 4-1 Fiber length distribution of RVE model of the composite with 41vol% glass 
fibers 
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4.2.4 境界条件 
本検討ではすべての方向に周期対称性のある RVE モデルを用いて、周期的境
界条件を設定した。周期的境界条件の概念図を Fig.4-2 に示す。すべての向かい
合う面が同じ変位である周期的境界条件とすることにより、RVE サイズに依存
しない予測結果を得ることを目的とした。ߝ௫௫のひずみが 3%となるよう設定し、
その時の応力、ヤング率を考察した。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig. 4-2 Definition of periodic boundary condition on the mechanical loading with 
macroscopic uniaxial peak strain ߝ௫௫. 
 
 
 
 
 
RVE
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4.2.5 要素分割 
RVE モデルの要素分割の手法として、Tetra 要素分割と Voxel 要素分割を用い
た。Fig.4-3 に Tetra 要素分割と Voxel 要素分割された RVE モデル中のガラス繊
維を示す。 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-3 Schematic of meshing of glass fibers in RVE model;  
(a) Tetra element meshing: (b) Voxel element meshing. 
 
 
(b) 
(a) 
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有限要素解析では要素数が解の精度に大きく影響を及ぼすため、繊維体積分
率 10vol%の RVE モデルを対象に、ݔ方向ヤング率ܧ௫に及ぼす要素数の影響を検
討した。Fig.4-4 にその結果を示す。要素分割数が 20×104、50×104 の場合は、
Tetra 要素分割と Voxel 要素分割の差異が大きかったが、100×104 になるとほぼ
一致する傾向がみられた。Fig.4-5 は繊維体積分率 10vol%の RVE モデルで得ら
れたガラス繊維のݔ方向垂直応力ߪ௫௫の頻度分布を示したもので、Tetra 要素分割
と Voxel 要素分割の結果を比較している。ガラス繊維の場合、Tetra 要素分割は
応力の頻度分布は要素数にほとんど依存しない。一方、Voxel 要素分割では応力
の頻度分布が要素数の影響を受けるが、要素数 100×104 ではほぼ同様な応力の
頻度分布を示した。また、Fig.4-6 は Fig.4-5 と同様なグラフであり、マトリック
ス樹脂のݔ方向垂直応力ߪ௫௫の頻度分布の結果を示したものである。マトリック
ス樹脂の場合もガラス繊維の場合と同様に、要素数 100×104 で Tetra 要素分割と
Voxel 要素分割の応力の頻度分布がほぼ一致した。Digimat-FE では自動要素分割
機能にて極力要素がひずまないよう制御されているものの、繊維体積分率
41vol%においては、それでも要素のひずみが大きくなる傾向がある。そこで、
繊維体積分率が異なる場合の内部応力状態の検討は、計算負荷が小さく、要素
のひずみの影響を受けない Voxel 要素分割、要素分割数 100×104 にて行うこと
とした。 
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Fig.4-4 Effect of number of element on the predicted Young’s moduli of the composite 
with 10vol% glass fibers. 
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Fig.4-5 ߪ௫௫ distribution of glass fibers in RVE model of the composite with 10vol% 
glass fibers ; (a)Tetra element meshing: (b) Voxel element meshing. 
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Fig.4-6 ߪ௫௫ distribution of matrix in RVE model of the composite with 10vol% glass 
fibers ; (a)Tetra element meshing: (b) Voxel element meshing. 
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4.3 解析結果および考察 
 
4.3.1 ガラス繊維とマトリックス樹脂の応力頻度分布 
ここでは、一般性のある多軸応力状態について考えることとし、それを一軸
に換算した von Mises の相当応力ߪ௘௤を主として評価した(9)。比較のため、単純に
主応力ߪଵの評価も行った。ここで、ߪ௘௤は次式で表現される。 
ߪ௘௤ ൌ ටଵଶ ሼሺߪଵ െ ߪଶሻଶ ൅ ሺߪଶ െ ߪଷሻଶ ൅ ሺߪଷ െ ߪଵሻଶሽ   (6) 
 
Fig.4-7 は要素数 100×104 で Voxel 要素分割の RVE モデルで得られた、ガラス
繊維とマトリックス樹脂に発生するߪ௘௤の頻度分布を示したもので、繊維体積分
率を変化させた場合を比較している。 
Fig.4-8 は最も発生頻度の高い von Mises の相当応力ߪ௘௤∗ とߪ௘௤の平均応力ߪ௘௤௔௩௘に
おける繊維体積分率依存性を示したもので、ガラス繊維とマトリックス樹脂の
場合を比較している。ガラス繊維のߪ௘௤∗ 、ߪ௘௤௔௩௘は共に繊維体積分率の増大ととも
に増大し、特に繊維体積分率 27vol%から 41vol%の増大の際に、ߪ௘௤௔௩௘は増大傾向
が強まる結果となった。また、マトリックス樹脂のߪ௘௤∗ は繊維体積分率に依存せ
ず、ほぼ一定値を示したが、ߪ௘௤௔௩௘は繊維体積分率の増大に伴って微増傾向を示
した。 
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Fig.4-7 ߪ௘௤ distribution in RVE model (voxel element meshing) of the composite with 
various fiber volume fraction ; (a) Glass fibers: (b) Matrix. 
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Fig.4-8 Effect of fiber volume fraction on ߪ௘௤∗  and ߪ௘௤௔௩௘	 ; (a) Glass fibers:  
(b) Matrix. 
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Fig.4-9 は Fig.4-7 と同様の主応力ߪଵの頻度分布の場合を示したもので、繊維体
積分率を変化させた場合を比較している。Fig.4-10 は Fig.4-8 と同様に最も発生
頻度の高い主応力ߪଵ∗とߪଵの平均応力ߪଵ௔௩௘の場合を示したものである。ߪଵ∗、ߪଵ௔௩௘
ともに、ߪ௘௤∗ 、ߪ௘௤௔௩௘の結果とほぼ同じ結果を示したが、繊維体積分率 27vol%か
ら 41vol%の増大した場合の、ガラス繊維のߪଵ∗、ߪଵ௔௩௘増大が強まる傾向はߪ௘௤∗ 、
ߪ௘௤௔௩௘の場合よりも顕著になった。 
Fig.4-11 に繊維体積分率が 17、41vol%の場合の RVE モデルにおけるߪ௘௤コン
ター図を示す。いずれの繊維体積分率においてもマトリックス樹脂は低い応力
になっており、繊維は高い応力になっていることがわかる。また、繊維体積分
率が 41vol%の場合は 17vol%の場合と比べて、繊維全体で応力が高いことがわか
る。今回、繊維体積分率が 41vol%の RVE モデルは繊維長さが短くなるよう分布
を持たせているが、本来、繊維長さが短くなるとその繊維にかかる応力は小さ
くなる。したがって、繊維の長さに起因して平均応力が上がったものではなく、
繊維が密集することにより、繊維に大きな応力が発生していると考えられる。
したがって繊維体積分率 41vol%になると繊維破断が起こりやすくなり、引張強
度の低下の一因になったと考えられる。Fig.4-12 に繊維体積分率が 41vol%の場
合の繊維長さが異なる場合の応力の頻度分布を示す。 
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Fig.4-9 ߪଵ distribution in RVE model (voxel element meshing) of the composite with 
various fiber volume fraction ; (a) Glass fibers: (b) Matrix. 
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Fig.4-10 Effect of fiber volume fraction on ߪଵ∗ and ߪଵ௔௩௘; (a) Glass fibers: 
(b) Matrix. 
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Fig.4-11 Contour maps of ߪ௘௤ on RVE models; (a)17vol% :(b)41vol%. 
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Fig.4-12 Effects of fiber length on ߪ௘௤ distribution of the composite with 41vol% 
glass fibers. 
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4.3.2 M 試験片のヤング率予測 
Fig.4-13 はヤング率に及ぼす繊維体積分率の影響を示したもので、FEA で求め
たヤング率、一方向不連続ランダム繊維を想定した Lewis-Nielsen 式から求めた
ヤング率と、M 試験片の結果から得られたヤング率を比較した場合である。繊
維体積分率 27vol%以下の場合は、FEA の結果、Lewis-Nielsen 式の結果ともに実
験結果とよく一致し予測精度が高いものの、繊維体積分率 41vol%になると、FEA
の結果、Lewis-Nielsen 式の結果ともにやや高い傾向を示した。本検討の RVE モ
デルは繊維と樹脂の界面の接着強度や不均質さを考慮しておらず、そのため実
測より高い結果になったと考えられる。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-13 Measured and Predicted Young’s moduli vs fiber volume fractions. 
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4.3.3 C 試験片のヤング率予測 
Table 4-2 に前節で使用した 1 方向繊維配向 RVE モデルより求めた工学的弾性
定数を示す。この材料物性を用いて、スキン層とコア層を横等方性材料として
取り扱い、C 試験片のヤング率を予測する。C 試験片のスキン層とコア層の比率
は、繊維体積分率によって異なる。Table 4-3 に SEM 観察によって得られた、ス
キン層とコア層の比率を示す。 
 
Table 4-2 Mechanical properties for transversely isotropic RVE models 
 
 
 
 
 
 
     
Table 4-3 Fraction of skin and core layers of C-specimens 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
17 27 41
1.38 1.52 1.68
9.58 14.32 23.26
4.16 5.34 7.97
0.321 0.309 0.285
0.145 0.115 0.098
 Shear modulus (GPa) 1.43 1.84 2.81
 Elastic modulus (GPa)
Poisson's ratio
Fiber volume fraction (%)
Density
ܧ௫
ܧ௭
ߥ௫௬
ߥ௭௫
ܩ௭௫
Fiber volume fraction (%) 17 27 41
Skin layer 0.87 0.7 0.6
Core layer 0.13 0.3 0.4
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Fig.4-14 にスキン・コア層を考慮した RVE モデルを示す。また Fig.4-15 に C
試験片のヤング率の実験結果とスキン・コア層を考慮した RVE モデルにて計算
された結果の比較を示す。 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-14 Transversely isotropic RVE model of C-specimens with 27vol% glass fibers. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-15 Measured and predicted Young’s moduli vs fiber volume fractions. 
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C 試験片のヤング率は M 試験片の場合と異なり、繊維体積分率が 41vol%の場
合だけでなく、低繊維体積分率においても実験結果と比べて高めの結果となっ
た。C 試験片の場合は M 試験片の場合と同様に繊維と樹脂の界面の接着強度や
不均質さを考慮していない点に加え、スキン層コア層の割合が測定位置によっ
て変化し定量化が難しいこと、C 試験片の繊維配向は M 試験片のように揃った
繊維配向でなかった可能性が考えられる。 
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4.4 総合的考察 
  本章では、第１章で述べた本研究の目的に沿って、有限要素解析を行い、第 2
章の引張特性の発現における内部応力状態および繊維体積分率と繊維配向など
の微視構造との関連性を検討した。以下に、それらについて総合的に考察し、
本章の研究目的が達成されたか否かを検証する。 
 第 2 章では繊維体積分率が 41vol%になると引張強度の低下やヤング率の増大
傾向の鈍化の原因として、繊維体積分率の増大に伴い、スキン層に比べコア層
の比率が増大すること、繊維体積分率が 41vol%の場合、貯蔵弾性率が増大し、
不均質な界面状態の存在を示すことを報告した。 
 本章では繊維体積分率ごとにガラス繊維とマトリックス樹脂にわけて Von 
Mises の相当応力ߪ௘௤の頻度分布を計算し、最も頻度が高い応力値ߪ௘௤∗ 、平均応力
ߪ௘௤௔௩௘について考察した。ガラス繊維のߪ௘௤∗ 、ߪ௘௤௔௩௘は共に繊維体積分率の増大とと
もに増大し、特に繊維体積分率 27vol%から 41vol%の増大の際に、ߪ௘௤௔௩௘は増大傾
向が強まる結果となった。また、マトリックス樹脂のߪ௘௤∗ は繊維体積分率に依存
せず、ほぼ一定値を示したが、ߪ௘௤௔௩௘は繊維体積分率の増大に伴って微増傾向を
示した。また主応力ߪଵの頻度分布についてもߪ௘௤と同様の結果であった。これは
繊維体積分率が増大すると、相対的に繊維に大きな応力が印加されることにな
り、内部で繊維破断などが起こる可能性を示唆しており、繊維体積分率 41vol%
の内部応力状態の特異性を示している点で大変興味深い。 
また、RVE モデルは繊維と樹脂の界面は完全接着とした一方向繊維配向モデ
ルとしたが、繊維体積分率 17、27vol%の場合、M 試験片のヤング率は、実験結
果とよく一致した。これは Lewis-Nielsen 式の結果も同様であったが、従来より
研究されている低繊維体積分率の場合において、繊維配向だけ明確に規定でき
れば、繊維と樹脂の界面状態を考慮せずともヤング率の予測は正確であったこ
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とを裏付けている。一方、繊維体積分率 41vol%の M 試験片のヤング率は、実験
結果に比べて、FEM の結果、Lewis-Nielsen 式の結果とも高くなる傾向を示した。
これは高繊維体積分率の場合においては、繊維配向の詳細な特定が必要である
ことに加え、繊維と樹脂の界面状態にも着目する必要性があることを示唆して
いる。Liu ら、神吉らはマルチスケールモデリング手法を用いて繊維と樹脂の界
面状態を考慮できる RVE モデルを作成し、複合材料の力学特性の予測精度の向
上を試みているが、本検討においても同様の検討を行うことでさらに精緻な予
測が可能であろうと考えられ、今後の検討を要する(5,10)。本章では、第 2 章の引
張特性の発現メカニズムに関して、内部応力状態および繊維体積分率と繊維配
向などの微視構造との関連性を FEA にて検討した。特に繊維体積分率 41vol%に
おいて RVE モデルによる定量的な解析を加えることで、内部応力状態の特異性
やヤング率予測精度向上に関する示唆が得られ、研究目的は達成されたと考え
られる。 
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4.5 結言 
 
高繊維体積分率を有する GF/PA66 の射出成形 FRTP を対象に、高繊維体積分
率を有する FRP のモデル化手法、内部応力状態に及ぼす繊維体積分率、繊維配
向などの微視構造の影響について有限要素解析を用いて検討した。以下に主要
な知見を示す。 
 
(1) 繊維体積分率 10vol%の複合材料において、全ての方向に周期対称性を有する
0.75×0.1×0.1mm の RVE モデルを使用して要素分割法ごとの弾性率を予測
結果を比較した。要素数 50×104 以下の場合は Tetra 要素分割と Voxel 要素分
割の応力の頻度分布は異なる傾向を示したが、要素数 100×104 で一致する結
果となった。また、Tetra 要素分割は応力の頻度分布の最も頻度が高い応力値
が要素数に依存しない傾向を示した。 
(2) 1 軸配向した短繊維の Von Mises の相当応力ߪ௘௤の最も頻度が高い応力ߪ௘௤∗ 、平
均応力ߪ௘௤௔௩௘は、マトリックス樹脂の場合、繊維体積分率に依存しない傾向を
示したが、ガラス繊維の場合、繊維体積分率の増大に伴って、急激に増大す
る傾向を示した。この結果は主応力ߪଵの頻度分布についても同様であった。 
(3) 1 方向繊維配向 RVE モデルを用いて、M 試験片のヤング率の予測を行った。
繊維体積分率 27vol%以下の場合は、FEA の結果と実験結果はよく一致し予
測精度が高いものの、繊維体積分率 41vol%になると高くなる傾向を示した。 
(4) スキン層とコア層を横等方性材料として取り扱い、C 試験片のヤング率の予
測を行った。すべての繊維体積分率において、ヤング率は実験値より高い傾
向を示した。 
 
124 
 
第 4 章の参考文献 
 
(1) T. B. Lewis and L. E. Nielsen, Dynamic mechanical properties of particulate-filled 
composites, Journal of Applied Polymer Science, Vol.14, (1970), pp.1449-1471. 
 
(2) S. W. Tsai and E. M. Wu, A general theory of strength for anisotropic materials, 
Journal of Composite Materials, Vol. 5, (1971), pp. 58–80. 
 
(3) L. E. Nielsen, The thermal and electrical conductivity of two-phase system, 
Industrial and Engineering Chemistry Fundamentals, Vol.13, No.1, (1974), 
pp.17-20. 
 
(4) H. Li, B. Zhang and G. Bai, Effects of constructing different unit cells on predicting 
composite viscoelastic properties, Composite Structures, Vol.125, (2015), 
pp.459-466. 
 
(5) H.Liu, D. Zeng, Y. Li and L. Jiang, Development of RVE-embedded solid elements 
model for predicting effective elastic constants of discontinuous fiber reinforced 
composites, Mechanics of Materials, Vol.93, (2016), pp.109-123. 
 
(6) 宮本, 尾田, 複合材料の弾性係数とポアソン比の確率論的推定, 材料, Vol.23, 
No.245, (1974), pp.143-149. 
 
(7) I. M. Daniel and O. Ishai, Engineering Mechanics of Composite Materials second 
edition, Oxford University Press, (2006), pp.66-74. 
 
(8) 末松博志, 入門複合材料の力学, 培風館, (2009), pp.61-64. 
125 
 
 
(9) 益田, 室田, 工業塑性力学, 養賢堂, (1974), pp.107-108. 
 
(10) 神吉, 重合メッシュ法を用いた短繊維強化複合材料の界面破壊を考慮した
仮想クーポンテストシミュレーション, 成形加工学会 2015 年次大会予稿集, 
(2015). 
 
 
  
126 
 
第 5 章 結論 
  
  
 本論文は、樹脂製スライダーに代表されるような複合材料を用いた小型製品
に対して、コストに優れた金属代替製品として適用するために重要な課題であ
る、高ガラス繊維体積分率を有する射出成形 FRTP を対象に、繊維体積分率と繊
維配向が力学特性に及ぼす影響について、実験的・理論的研究成果をまとめたも
のである。 
射出成形 FRTP は不連続繊維を樹脂にランダム分散したペレットを使用し、射
出時のせん断応力によって繊維配向が複雑に変化する材料であり、特に高繊維
体積分率の射出成形 FRTP においては、繊維配向と力学特性の関係について未検
討の部分を多く残し、重要な課題となっている。研究対象はポリアミド６６を
マトリックス樹脂に、平均繊維長 150µm の不連続なガラス繊維で強化された射
出成形 FRTP であり、試験片形状の金型を使用して作製した繊維配向が一様な M
試験片と、繊維配向が異なるスキン層とコア層を有する射出成形平板から切り
出された C 試験片について、引張試験や破壊靭性試験を行い、SEM 観察や動的
粘弾性試験、FEM による考察を加えて、力学特性を解明した。 
以下に得られた結果および考察の要約を示す。 
 
 
1. M 試験片を用いた引張試験の結果は、繊維体積分率の増大に伴いヤング率お
よび引張強度は共にほぼ線形的に増大した。しかし、繊維体積分率 41vol%
では引張強度の増大傾向が小さくなった。これは、M 試験片における繊維配
向が引張方向と平行であったためと考えられる。 
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2. 切り出し方向 0°の C 試験片を用いた引張試験の結果は、M 試験片の結果と
対照的に、ヤング率および引張強度が共に低下し、繊維体積分率 41vol%の引
張強度は、繊維体積分率 27vol%の結果に比べて低下した。これは C 試験片
は M 試験片と異なり、繊維配向が引張方向と垂直なコア層があること、さら
に繊維体積分率の増大に伴い、コア層の増大が SEM 観察において確認され、
これらが原因と考えられる。また、切り出し方向が流動（射出）方向に平行
なC試験片の引張強度は切り出し方向が垂直なC試験片の引張強度よりも高
くなった。これは、スキン層が占める断面積の割合がコア層よりも大きく、
繊維配向のバラツキも小さかったためと考えられる。 
 
3. C 試験片のスキン層、コア層毎の動的粘弾性試験結果は、貯蔵弾性率 E’は
スキン層がコア層と比べて約 2 倍以上大きくなった。また、損失弾性率 E”
は繊維体積分率が 41vol%の場合、スキン層およびコア層ともに急激に増大す
る傾向を示した。繊維体積分率 41vol%の引張強度低下の一因として、スキン
層とコア層の貯蔵弾性率 E’の差が大きくなったこと、繊維の極接近による
補強効果の増大と、繊維と樹脂の界面層の不均質な欠陥が示唆された。 
 
4. 破壊特性試験における荷重－荷重線変位曲線に結果は、クロスヘッド速度の
増大に伴い、C 試験片の場合には、初期の傾きと最大荷重は共に増大し、最
大荷重時の変位が減少した。しかし、M 試験片の場合、ほとんど変化が見ら
れなかった。 
 
5. 破壊特性試験における最大荷重時のひずみエネルギーは、M 試験片の場合、
クロスヘッド速度に依存せず、繊維体積分率の増大に伴い総ひずみエネルギ
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ーは増大する傾向を示した。また、繊維体積分率 41vol%の M 試験片ではひ
ずみエネルギーの塑性成分が大きくなった。これは、繊維体積分率の増大に
伴い、ガラス繊維とマトリックスの界面の欠陥などを含む不均質域が増大し
たためと考えられる。 
 
6. 破壊特性試験における最大荷重時のひずみエネルギーは、C 試験片の場合、
クロスヘッド速度が増大すると、ひずみエネルギーの弾性成分が増大し、塑
性成分が減少する傾向を示した。また、総ひずみエネルギーはクロスヘッド
速度が 0.4mm/min の場合、ほぼ一定値を示したが、クロスヘッド速度が
2.0mm/min の場合、繊維体積分率の増大に伴い増大する傾向を示した。これ
は、C 試験片には、き裂進展方向に対して平行な繊維配向を有するコア層が
存在するため、マトリックス樹脂のクロスヘッド速度依存性が大きく発現し
たためと考えられる。 
 
7. 繊維体積分率 10vol%の複合試料を対象に、全ての方向に周期対称性を有する
0.75×0.1×0.1mm の RVE モデルを使用して要素分割法ごとの弾性率を予測
し、結果を比較した。要素数 50×104 以下の場合は Tetra 要素分割と Voxel 要
素分割において応力の頻度分布は異なる傾向を示したが、要素数 100×104
では一致する結果となった。また、Tetra 要素分割は応力の頻度分布の最頻値
が要素数に依存しない傾向を示した。これにより、計算時に安定な Voxel 要
素分割の利用が有益であることを確認できた。 
 
8. 一軸配向した短繊維の von Mises の相当応力の平均応力ߪ௘௤௔௩௘、主応力ߪଵの平
均応力ߪଵ௔௩௘は、マトリックス樹脂の場合、繊維体積分率に依存しない傾向を
示したが、ガラス繊維の場合、繊維体積分率の増大に伴って、急激に増大す
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る傾向を示した。これは繊維体積分率が増大すると、相対的に繊維に大きな
応力が印加されることにより、内部で繊維破断などが起こる可能性を示唆し
ていると考えられる。 
 
9. 応力方向と平行な繊維配向を有するスキン層、応力方向と垂直な繊維配向を
有するコア層を重ね合わせた 3 層モデルについて、横等方性の弾性 FEM モ
デルを使って、C 試験片の弾性率予測を行った。すべての繊維体積分率にお
いて、弾性率は実験値より高い傾向を示した。スキン／コア層の比率は SEM
観察で行ったが、測定箇所によりばらつく傾向があり、繊維配向の正確な特
定なしに C 試験片の力学特性予測が難しいことが裏付けられた。 
 
以上のように、本研究では高ガラス繊維体積分率を有する射出成形 FRTP を
対象に、繊維体積分率と繊維配向が力学特性に及ぼす影響について、実験的・
理論的に解明し、これまで検討が不十分であった高ガラス繊維体積分率を有す
る射出成形 FRTP における微視構造と力学特性に関する数多くの学術的知見を
得た。これらは研究の背景となった樹脂スライダーにおける諸問題の解決に有
益と思われ、工学的にも工業的にも意義は大きいと考えられる。 
 
さらなる高繊維体積分率を有する射出成形 FRTP の力学特性理解については、
繊維配向の定量的観察、複雑な繊維配向を有した RVE モデル構築などが重要と
なる。また、疲労などの耐久性に関する知見は実用上重要であり、今後研究の
必要がある。これらを含み研究は未だ発展途上にある。本研究成果に基づく今
後の取り組みが、高性能で低コストな射出成形 FRTP 製品の設計や、評価方法の
開発につながることで、得られた高分子成形品の社会への普及に寄与できると
期待される。
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